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VORBEMERKUNG 
Im Winter 1966/67 wurde am Institut für Angewandte Reaktorphysik 
des Kernforschungszentrums Karlsruhe ein Seminar über die Ent-
wicklung von Brennelementen schneller Brutreaktoren durchgeführt. 
Die vorliegende Zusammenfassung enthält die 13 Seminarvorträge 
in schriftlich ausgearbeiteter und teilweise ergänzter Form. 
Die Beiträge sind in sich abgeschlossen und hier in chronologi-
scher Reihenfolge angeordnet. 
Dieser Bericht wurde zusammengestellt und redaktionell bearbeitet 
von H. Kämpf und K. Kummerer. 
Diese Arbeit wurde im Rahmen der Assoziation zwischen der Euro-
päischen Atomgemeinschaft und der Gesellschaft für Kernforschung 
m.b.H., Karlsruhe, auf dem Gebiet der Schnellen Reaktoren durch-
geführt. 
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1. Einführung und Zielsetzung 
Die Auslegung von Brennelementen für schnelle Brutreaktoren ist 
heute noch nicht Stand der Technik, sondern eher eine "spekulative 
Kunst". Diese stützt sich 
auf wenige praktische Erfahrungen aus dem Betrieb der jetzt 
vorhandenen schnellen Versuchsreaktoren (DFR, EBR-II, EFFBR, 
BR-5)*» die sich noch dazu fast ausschließlich auf metalli-
schen Brennstoff beschränken 
auf eine größere Anzahl von Bestrahlungsexperimenten in thermi-
schen Reaktoren und auf einige einschlägige Experimente in 
schnellen Reaktoren 
auf Einzelexperimente in thermischen und schnellen Reaktoren, 
bei denen der Brennstoff und insbesondere das Hüllmaterial 
separat untersucht werden 
schließlich auf theoretische Überlegungen 
Die Behandlung der einzelnen Themen in dieser Vortragsreihe soll 
zeigen, wie man zu physikalisch und technisch sinnvollen Brennele-
mentauslegungen kommt und wie man gleichzeitig wichtige Nebenbe-
dingungen, z.B. bezüglich der Reaktorsicherheit erfüllen kann. Der 
Aufgabenkreis der Brennelemententwicklung umfaßt zuerst einmal die 
in Betracht kommenden Grundtatsachen der Physik und Chemie, ermittelt 
dann die komplexe Beanspruchung einer Brennelement-Konfiguration im 
Betrieb und versucht schließlich eine ökonomisch zufriedenstellende 
Lösung hinsichtlich der Fabrikation anzugeben. Dabei wird immer an-
gestrebt, die Fülle empirischer Erscheinungen mit Hilfe von Modell-
vorstellungen quantitativ zu erfassen. 
Die Behandlung dieses Referates sowie der ganzen Vortragsreihe nimmt 
immer wieder Bezug auf konkrete Beispiele. Es liegt hierbei nahe, die 
DFR: Dounreay Fast Reactor, Großbritannien 
EBR-II: Experimental Breeder Reactor II, USA 
EFFBR: Enrico Fermi Fast Breeder Reactor, USA 
BR-5: Schneller Brutreaktor mit 5 MW Leistung in USSR 
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beiden 1000 MWe-Referenzstudien des Karlsruher Brüterprojektes /ï",27 
als Demonstrationsobjekte für 
Brennelemente eines Na-gekühlten schnellen Brüters 
und für 
Brennelemente eines dampfgekühlten schnellen Brüters 
zu verwenden. Dabei soll selbstverständlich die Allgemeinheit möglichst 
wenig beschränkt werden. Dies ist aber zumindest bezüglich der oxydi-
schen Brennstäbe dieser Studien ziemlich von selbst gewährleistet. 
Weitere Beispiele für Brennstabauslegungen finden sich in einem detail-
lierten Bestrahlungsvorschlag für den EFFBR /""3_7· Über zahlreiche Ge-
sichtspunkte der Brennelementauslegung und experimentelle Erfahrungen 
wurde auch auf der Londoner Schnellbrüterkonferenz I966 berichtet, u.a. 
auch über die Struktur des Karlsruher Entwicklungsprogramms /~\_7· 
2. Themenabgrenzung und Definitionen 
Zuerst sollen einige begriffliche Festlegungen Verwechslungen vermeiden. 
Es sei unterschieden zwischen 
Brennstoff (= Spaltstoff + Brutstoff in der Spaltzone) 
Brennelement (= Brennstab, "pin", "rod") 
Brennelementbündel (^ "subassembly") 
und Hülle (= "can", "cladding"). 
In dieser Vortragsreihe v/erden nur Brennelemente, d.h. Brennstäbe, nicht 
aber Bündel betrachtet. Somit entfallen alle Assemblierungsfragen. Auch 
die Diskussion des Wärmeüberganges Brennstab-Kühlmittel kommt nur am 
Rande vor. 
Alle Studien und Untersuchungen berücksichtigen jedoch die logische Ein-
ordnung der Brennelemente in den Brennstoffkreislauf allein, Fig.1, und 
in das Wechselspiel zwischen Brutstoff- und Brennstoffkreislauf, Fig.2. 
Letzteres ist in dieser ausgeprägten Form zwar nur bei getrennter Wie-
deraufbereitung von Spaltzone und üadialbrutmantel gültig, die Massen-
flüsse an Pu und U 238 zwischen beiden Bereichen bleiben davon aber un-
berührt. Die Behandlung aller Themen geht ausführlich auf alle stoff-
lichen Aspekte, wie z.B. Bestrahlungsschäden, ein, befaßt sich aber 
nicht mit reiner Festkörperphysik. Die kernphysikalischen Vorgänge im 
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Brennelement werden als bekannt vorausgesetzt, ebenso die hier nötigen 
Einzelheiten der Reaktorphysik. 
3« Grundsätzliche Auswahlentscheidungen 
Die in dieser Vortragsreihe betrachtete Brennelemententwicklung be-
zieht sich auf ein Brennelementkonzept, das in einigen grundsätzlichen 
Auswahlparametern bereits festgelegt ist, nämlich bezüglich 
Brennstoff} Festkörper; möglichst großes internes Brüten, 
also U 238 im Reaktorkern J Oxydkeramik 
Form: Senkrechte Stäbe mit angesetztem Axialbrutmantel, 
nicht Kugeln oder Platten oder Rohre 
Innere Geometrie:Spaltgasraum, nicht Spaltgasablaß ins Kühl-
mittel 
Stabilität: Feéte Hülle - schwacher Brennstoff; bei Dampf-
kühlung aber evt. einige Stützkräfte durch den 
Brennstoff nötig. 
k. Typische betriebliche Bedingungen 
4.1 Zusammensetzung des Brennstoffs 
Als Spaltstoff wird in einem schnellen Reaktor grundsätzlich Plu-
tonium verwendet. Zwar ist ein Betrieb mit U 235 möglich (und wird 
zeitweise wegen Pu-Knappheit wohl auch nötig sein). Die "innere Logik" 
des Brennstoffkreislaufs führt aber zu einem Betrieb mit Pu, da letzt-
lich nicht U 235, sondern Pu nachgeliefert wird. 
Der Spaltstoff in den Brennelementen ist sinnvollerweise immer mit dem 
Brutstoff U 233 vermischt. Dieses "interne" Brüten trägt sehr wesent-
lich zur Brutrate bei. Bei nur externem Brüten, d.h. wenn U 238 nur 
in den radialen und axialen Brutmänteln eingesetzt ist, ist die gesamte 
Xonversionsrate so vermindert, daß praktisch kein echtes Brüten mehr 
zustande kommt. 
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Für die Isotopenzusammensetzung des Pu stellt sich beim mehrfachen 
Rezyklieren ein Gleichgewicht ein, das für eine Reaktorauslegung und 
für die gewählte Betriebsweise des Brennstoffkreislaufes charakteris­
tisch ist. Bei gemeinsamer Aufbereitung von Spaltzone und Brutmantel 
enthält das "schmutzige" Plutonium beispielsweise etwa 
75 % Pu 239 
22 % Pu 240 
2,5 % Pu 24l 
0,5 % Pu 242 
Eine derartige Zusammensetzung verlangt wegen der (eC,η)­Reaktionen 
und wegen der Spontanspaltungen besondere Abschirmmaßnahmen bei der 
Refabrikation des chemisch wieder aufbereiteten Brennstoffes. 
4.2 Leistungsgrößen und Brennstoffdurchmesser 
Die beiden Grundgleichungen für die Auslegung von Brennstäben 
sind Τ XZ 
k(T)dT (1 ) 
Τ 
a 
y = ï±joJa (2) 
1 + y 
H i e r i n b e d e u t e n 
)¿ d i e S t a b l e i s t u n g W/cm 
o. k die Wärmeleitfähigkeit W/cm C 
Τ die (laufende) Brennstofftemperatur C 
T„,T die Temperatur im Zentrum und am Brennstoffrand C o a 
R den Brennstoffradius cm 
b die spezifische Leistung W/g Spalt atome 
•ζ gH (U+Pu)­Dichte im Brennstoff g U+Pu/cuT 
y Massenverhältnis­ Brutatome/Spaltatome 
Die in (1) und (2) enthaltenen Größen sind nun der Reihe nach festzu­
legen. Für einen Na­gekühlten schnellen Brutreaktor mit 1000 MW elek­
trischer Gesamtleistung (entspricht etwa 2500 MW thermischer Leistung) 
geht ein plausibles Konzept. z.B. von einem Kernvolumen von 6 m , aus. 
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Eine vernünftige Volumenverteilung im Reaktorkern führt beispiels-
weise zu 30 % Brennstoff, 50 % Kühlmittel und 20 % Strukturmaterial. 
Die mit diesen Ausgangsdaten anzustellende detaillierte reaktorphysi-
kalische Rechnung ermittelt die kritische Masse für diese Konfigura-
tion, z.B. 2200 kg spaltbare Pu-Isotope. Die Verteilung dieses Spalt-
materials auf das Brennstoffvolumen verlangt eine Spaltstoffdichte von 
etwa 1,2 g/cm . Bei oxydischem Brennstoff, bei dem die Schwermetall-
dichte maximal etwa $„= 9 g/cm betragen kann, verbleibt somit als 
3 Brutstoffdichte 7»8 g/cm . Damit erhält das Atomverhältnis Brutstoff/ 
Spalt stoff in diesem Beispiel einen Wert von etwa y = 6,5· 
Wenn nun gefordert wird, daß die Zentraltemperatur T_ auch beim maxi-
mal belasteten Brennstab deutlich unterhalb des Oxydschmelzpunkts 
von ca. 270O C bleibt, dann ist nach Formel (1 ) eine mittlere Stab-
leistung von z.B. X = 400 W/cm angemessen. Mit diesen Zahlenwerten 
folgt als numerische Bedingung für R und b aus Formel (2): 
R2 . b ^ 106 W Cm2 
Für die spezifische Leistung ergibt sich aus der Konkurrenz zwischen 
den Kapitalkosten für den Brennstoff und den Herstellungskosten für 
die Brennstäbe ein ökonomisches Optimum, das nach den Annahmen des 
Na1-Referenzentwurfes /~1_7 bei etwa b = 1200 W/g Spalt atome liegt. 
Damit ergibt sich als Brennstoffradius ungefähr R = 0,3 cm = 3 mm· 
4.3 Hüllbeanspruchung und Abbrand 
Während die Ökonomie des Gesamtkraftwerkes möglichst hohe Kühl-
mitteltemperaturen und damit hohe Hüllwandtemperaturen verlangt, ist 
letztere aus Festigkeits- und Korrosionsgründen natürlich beschränkt. 
Für hochwarmfeste Edelstahle können Temperaturen bis höchstens etwa 
65O C zugelassen werden, wenn andererseits noch eine hinreichende 
Dauerstandfestigkeit gegen Spaltgasdruck, 3rennstoffschwellen und 
thermische Spannungen verbleiben soll. Der Abbrand eines Bronnstabes 
ist in erster Linie von der Hüllwandfestigkeit her begrenzt. Sowohl 
der Spaltgasdruck als auch der Schwelldruck des festen Brennstoffes 
setzt der Lebensdauer des Brennstabes praktisch ein Ende. Daneben sei 
zumindest die Möglichkeit einer Begrenzung durch die Spaltproduktver-
giftung des Brennstoffes erwähnt. Typische Auslegungsabbrände liegen 
nach den jetzigen Vorstellungen und Entwürfen im Bereich um 
100 CCO MWd/t U+Pu bei Na-gekühlten Reaktoren; bei dampfgekühlten 
Reaktoren sind sie wegen der nötigen höheren Eüllwandtemperatur und 
wegen des hohen Kühlmittelaußendruckes deutlich niedriger. 
5. Sicherheitsanforderungen 
5·1 Kühlung und Kühlkreiglauf 
Da der Kühlkreislauf von Spaltstoffen und Spaltprodukten frei-
bleiben muß, ist es nötig, für die Brennelemente eine völlig u n _ 
durchdringliche Hülle vorzusehen. Es ist eine prinzipielle Forde-
rung, daß diese Dichtigkeit bei gegebener mechanischer Beanspruchung, 
box der Kühlmittelkorrosion und unter Bestrahlung mit schnellen Neu-
tronen erhalten bleibt. Bei einen Brenneiementkonzept mit Spaltgasab-
laß ("vented fuel") gelangen die Spaltgase - nicht aber die festen 
Spaltprodukte - betriebsmäßig ins Kühlmittel, woraus sie dann kon-
tinuierlich entferne werden müssen. 
Da die KühlverhKltnisse selbst stabilisiert bleiben müssen, sind 
keine wesentlichen Veränderungen der freien Strömungsquerschnitte im 
Erennstabbündel zulässig, weiterhin auch keinerlei lokale Überhitzungen 
an den Stäben selbst. Daher muii die geometrische Integrität der Stäbe 
gewährleistet sein, d.h. es darf kein Verbiegen, Schwellen oder Beulen 
auftreten. Lokale Uberhitzungen werden durch gleichmäßige Verteilung 
der Wärmequellen (Spaltstoffe) und durch homogene Wärmeabführung ver-
mieden. Hier spielt - zumindest beim Anfahren eines neuen Brenn-
stabes - auch die Gleichmäßigkeit des Spaltes zwischen Tabletten-
brennstoff und Hüllwand eine Rolle. 
5.2 Reaktivitätsrückwirkungen 
Bei Normelbetriob und im Uberlastzustand sollen im Brennstab 
möglichst geringe axiale BrennstoffVerschiebungen auftreten können, 
damit eine Re-ak^ivitätszunahme sicher auszuschließen ist. Bei Brenn-
stoff zentraltemp3raturen deutlich unterhalb des Schmelzpunktes ist 
diese Forderung wohl für den Normalbetrieb erfüllt. Um einem Uberlast-
zustand in dieser Hinsicht zu ^gegnen, muß des mögliche Auemaß des 
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Brennstoffsäckens ("slumping") begrenzt werden. Daher darf die 
Schmierdichte des Brennstoffes nicht zu klein gewählt werden, z.B. 
nicht unter 75 % der theoretischen Dichte. 
Für ausgeprägte Leistungsüberschläge sind zwei Gegensteuermechanis-
men des Brennstoffes zu diskutieren, einmal die Reaktivitätsabnahme, 
durch Wärmeausdehnung, weiterhin die entsprechende günstige Rück-
wirkung durch einen negativen Doppler-Temperaturkoeffizienten. Eine 
sicher wirkende axiale Wärmeausdehnung ist nur bei hochdichten Brenn-
stoffen zu erwarten, insbesondere bei Metallen. Keramische Brenn-
stoffmischungen können sich nur auf den Doppler-Effekt verlassen. 
Die negative Reaktivitätswirkung kommt hierbei von der mit der Tem-
peratur ansteigenden Neutronenabsorption des Brutstoffanteils. Da-
mit der günstige Effekt sich instantan, d.h. ohne wesentliche Zeit-
verzögerung, einstellt, sind die Wärmetransportwege von den Wärme-
quellen - dem Spaltstoff - zu den Neutronensenken - dem Brut-
stoff - kurz zu halten. Daraus resultiert die Forderung nach hin-
reichender Spaltstoff-Brutstoff-Homogenität im Brennstoff. Die hier-
nach noch zulässigen maximalen Pu-Partikel großen sind um 200 ¿im. 
Die früher in diesem Zusammenhang noch aufgestellte Forderung nach 
Beschränkung des Spaltstoffanteils im Brennstoff auf etwa 25 % ist 
nicht mehr bedeutsam, da neuerdings der vermutete positive Doppier-
Temperaturkoeffizient des Pu 239 sich als praktisch gleich Null er-
wiesen hat. 
6. Auslegungsparameter 
Hierbei kann zwischen Funktions- und Fabrikationsparametern unter-
schieden werden. Funktionsparameter sind solche Größen, die die Be-
anspruchung des Brennelementes im Reaktor baschreiben. Mit ihnen 
braucht der Brennelementhersteller sich im Prinzip nicht auseinander-
zusetzen. Dazu gehören 
die Stableistung 
die Hüllwandtemperaturen 
der Innen- und Außendruck 
der Abbrand 
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Die Fabrikationsparameter stellen mit ihren ausgewählten Zahlenwer-
ten, Toleranzen und den zugeordneten PrüfVorschriften das Grundge-
rüst der Brennstabspezifikationen dar. Sie beschreiben 
die äußere Geometrie (Durchmesser, Länge, Durchbiegung) 
die innere Geometrie (Hüllwandstärke, Spalt, Axialverteilung 
der Bereiche) 
den Brennstoff (Art, Zusammensetzung, Dichte, Homogenität) 
die Hülle (Material und Zustand, Eigenschaften, Schweißnähte) 
das Füllgas (Art, Fülldruck) 
Eine Liste von typischen Auslegungsdaten, wie sie etwa den 1000 MWe 
Referenzentwürfen für Kar und Dampfkühlung /1,27 entsprechen, ist 
in Tabelle I zusammengestellt. 
7« Die geschlossene Brennelemententwicklung 
Eine geschlossene Brennelemententwicklung führt die Evolution von 
den physikalischen Grundtatsachen und den daraus resultierenden 
Eetriebs- und Sicherheitsanforderungen über ein Netz von Entwick-
lungsarbeiten und einzelnen Bestrahlungsversuchen zu einem anwendungs-
reifen Brennelementkonzept. In Fig.3 ist ein derartiges Entwicklungs-
schema für das Karlsruher Projekt Schneller Brüter angeführt. Die im 
Winterseminar 1966/67 - worauf sich dieser KFK-Bericht ausschließ-
lich bezieht - vorgelegten Referate beziehen sich in ihrer gemein-
samen Zielsetzung auf die Lösung dieser Entwicklungsaufgabe. Die lo-
gische Anordnung versucht, von den besonders aktuellen stofflichen 
Grundtatsachen und Aspekten auszugehen und modellmäßige Vorstellungen 
zu erzeugen. Von daher sind dann die Bestrahlungsversuche und ihre 
Auswertung zu verstehen. Die zwischendurch eingestreuten und am 
Schluß erneut aufgenommenen Versuche einer formelmäßigen Durch-
dringung der Brennelementauslegung und Brennelementökonomie 
letzteres besonders mit Bezug auf den ganzon Brennstoffzyklus -
fassen die einzelnen Teile des Gesamtschemas zusammen und geben 
ihnen die Zielrichtung auf ein aktuelles technisches Großprojekt. 
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Fig.3 Schema einer Brennstoffelement-Entwicklung 






2. Herstellung der Brennstoffvorprodukte 
3· Anwendungsformen von Brennstoffen und ihre Herstellung 
h. Physikalische Eigenschaften 
*f.1 Dichte 
h.Z Wärmeleitfähigkeit, Stableistung 
4.3 Schmelzpunkte, maximale Stableistung 
k Λ Kristallstruktur und thermische Ausdehnung 
Ί-.5 Kompatibilität 
5. Zusammenfassung 
II - 2 
1. Einleitung 
Aus theoretischen und allgemeinen Überlegungen zur Frage des 
BrennstoffZyklus und der Brennelemontauslegung ergeben eich für 
die Auswahl von Brennstoffen und die Herstellung -ron 3renns'täbor> 
einige Kriterien, die im folgenden zu diskutieren sind. Es soll 
nicht so sehr die Aufgabe sein, eine erschöpfende Darstellung von 
Daten zu geben, sondern vielmehr sollen die charakteristischen 
und für die Auslegung wichtigen Eigenschaften der Erernstoffe er-
wähnt werden. Dabei wird keine Optimalisierung für den einen oder 
anderen Brennstoff durchgeführt; es wird lediglich typisiert. 
Behandelt v/erden Uran und Plutonium sowie die entsprechenden Oxyde. 
Monocarbide und Mononitride. Die im erwähnten Zusammenhang wichti-
gen Charakteristiken sind in der Herstellung der Komponenten, ihrer 
Anwendungsform und den physikalischen Eigenschaften zu finden. 
Daher werden diese Brennstoffarten unter diesen Aspekten su be-
schreiben sein. Auf die Beschreibung des Verhaltens unter Bestrah-
lung und der mechanischen Eigenschaften wird aus Mangel an fun-
dierten, allgemein anwendbaren Daten verzichtet. 
2. Herstellung der BrennstoffVorprodukte 
Als Brennstoffvorprodukte vierden hier die keramischen Brennstoffe 
in ihrer Rohform bezeichnet. Zu dieser Rohform gelangt man über 
mehrere Stufen. Zunächst wird eine Ausgangssubstanz geschaffen, 
die als Basis für die Herstellung der verschiedensten Erennstoff-
arten dient. Je nachdem, für welchen v/eiterer. Herstellungsprozeß 
nan sich entscheidet, ist diese Ausgangssubstanz das Metalloxyd 
oder das Metall selbst. Beide Ausgangssubstanzen werden durch 
Standardverfahren hergestellt. Kun genügt es nicht immer, die 
reinen Substanzen herzustellen. Vielmehr werden häufig Uran-
Plutoniummischungen verwendet. Außerdem '.-erden in vielen Fällen 
bestimmte Uran- und Plutonium-Isotopenverhältnisse gefordert. 
Diene Varianten sind durch Mischen im wässrigen Lösungszustand 
und anschließendes Ausfällen der Oxyde, durch Herstellung der 
Metalle oder auch durch mechanisches Mischen der Komponenten her-
stellbar. Die Basissubstanzen. Oxyd und Metall, werden dann in 
weiteren Prozessen zum Brennstoffvorprodukt entwickelt. Dan Oxyd 
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ist lediglich zu trocknen und zu kalzinieren. Es kann dann in 
seine Anwendungsform als Oxyd gebracht werden. Soll Karbid oder 
Nitrid entstehen, so werden verschiedene Karburierungs­ oder 
Nitrierungsprozesse durchlaufen. Sie sind in Fig.1 oberhalb der 
Trennlinie aufgezeichnet. Die angegebenen Daten sind in der ge­
samten Fig.1 Beispiele, s t eil ν er Retend für eine größere Zahl 
veröffentlichter Daten, von denen hier nur einige ausgewählt wor­
den sind ¿_ 1 ­ 11__7· Es werden Karbide durch Reaktion der Metalle 
mit Kohlenwasserstoffen oder durch Reaktion der Oxyde oder Hydride 
mit Kohlenstoff hergestellt jT~8 ­ 10j7· Die Herstellung der Nitri­
de wird über Stickstoffreaktion mit dem Hydrid bei mittleren Tem­
peraturen um 1000 C oder durch Lichtbogenreaktion unter Stick­
stoff durchgeführt. Ein wesentliches allgemeines Kriterium für 
die Führung der Herstellungsprozesse ist das Erreichen einer be­
stimmten Stöchiometrie und das Erreichen eines Minimums an Verun­
reinigungen der Produkte, was speziell bei den Nitriden und be­
sonders bei den Karbiden Schwierigkeiten bereitet. 
3. Anwendungsformen von Brennstoffen und ihre Herstellung 
Die Brennstoff­Geometrie wird durch die Art des Brennelements 
bestimmt. Es gibt Reaktoren mit plattenförmigen, kugelförmigen 
und stabförmigen Brennelementen. Die häufigste Form ist das Brenn­
elementbündel aus Brennstäben zylinderförmiger Geometrie. Diese 
Stäbe bestehen aus einer verschlossenen Metallhülle, in der sich 
der Brennstoff und einige Bauteile befinden. Die Anwendungsform 
des Brennstoffs kann sehr verschieden sein. Eine Auswahl der 
wichtigsten Formen zeigt Tabelle 1. Die Zahl der Varianten läßt 
sich in vier Gruppen zusammenfassen: 
a) Tabletten 
b) Vibrierte Partikel 
c) Gegossener Brennstoff, flüssig oder fest 
d) Cermet­Brennstoff 
a) Tabletten sind herstellbar durch Sintern und Heißpressen. 
Das reine Sintern ohne gleichzeitige Druckanwendung wird bei 
steigenden Temperaturen in der Reihenfolge Oxyd, Karbid, 
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Nitrid durchgeführt, Fig.1. Diesem Vorgang geht ein Granulieren 
des BrennstoffVorproduktes und Kaltpressen voraus. Beim Heiß-
pressen dagegen wird beim Karbid und Nitrid als Sinterhilfe 
äußerer Druck angwendet. Dadurch erniedrigen sich die Arbeits-
temperaturen beträchtlich. 
Die so hergestellten Tabletten haben ein sehr verschiedenes 
Höhen- zu Durchmesserverhältnis, welches im allgemeinen zwischen 
2 und 0,5 schwankt. Die Geometrie ist meist ein Vollzylinder, 
jedoch werden auch Vollzylinder mit Stirnflächeneinsenkungen 
oder auch Hohlzylinder angewandt, damit die Volumeneinsparungen 
Ausdehnungen während des Betriebes aufnehmen können. Je nach An-
forderung werden die Mantelflächen nachgeschliffen. 
b) Vibrierte Partikel können durch Sintern von granuliertem Aus-
gangsmaterial oder durch Brechen des Vorproduktes hergestellt 
werden. Man kann Oxydpartikel auch mit chemischen Spezialver-
fahren £~2.J oder als Mikrotabletten herstellen. In jedem Fall 
besteht das Granulat jedoch aus Partikeln mit der Maximalgröße 
von ca. 2 mm. Zwischenräume werden beim Vibrieren mit kleineren 
Kornfraktionen gefüllt, deren Abstufung empirisch ermittelt wird. 
Das Vibrieren selbst wird mit elektromagnetisch oder pneumatisch 
beiriebenen Vibratoren durchgeführt / 3_7· Die Gesamtdichte, die 
mit diesem Verfahren erreicht wird, liegt meist etwas niedriger 
als beim Tablettenbrennstoff. 
c) Gegossenen Brennstoff gibt es in metallischer Form oder als 
Karbid /~8_J7. Als reiner Uran- oder Plutonium-Uranbrennstoff in 
metallischer Form wird er weniger angewandt, meist wird er le-
giert, z.B. mit Co oder Fe, um mit flüssigem Brennstoff während 
des Betriebes zu arbeiten /~12_~7 oder mit Zr oder Ti /—13 7, 
um günstigere physikalische Eigenschaften zu erhalten. Bei der 
Herstellung des Karbidbrennstoffs wird auch das Gußverfahren 
angewandt, bei dem Brennstoffstäbe sehr hoher Dichte gegossen 
werden. 
d) Der Cermetbrennstoff schließlich ist eine Mischung aus metalli-
schem Brennstoff mit Keramik, r;.B. A1_0 oder von oxydischem 
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Brennstoff mit Metall, z.B. Mo. 
Im ersten Fall ist die Keramik ein Verdünnungsmittel, im zweiten 
Fall dient Mo zur Verbesserung der Wärmeleitfähigkeit. Es gibt 
selbstverständlich noch mehrere Gründe für die Herstellung von 
Cermets, z.B. eine Erhöhung der Brennstoffduktilität oder die 
beabsichtigte Kompression schwellenden Brennstoffs usw. 
k. Physikalische Eigenschaften 
4.1 Dichte 
Bei den physikalischen und ökonomischen Überlegungen eines 
Reaktorkonzeptes spielt die„Brennstoffdichte eine Rolle. Von 
diesem Standpunkt aus wäre der Brennstoff in metallischer Form 
jeder anderen Uran­ oder Plutoniumverbindung weit überlegen, 
siehe Tabelle 2 ¿~6, 14_7. Das Uranoxyd z.B. hat mit einer 
theoretischen Metalldichte von 9»68 g/cm nur eine etwa halb 
so große Dichte wie das Uranmetall. Hinsichtlicher keramischer 
■x 
Brennstoffe haben die Karbide und Nitride mit 13 ­ 13}5 g/cm 
theoretischer Metalldichte einen Vorteil gegenüber Oxyd. 
k.2 Wärmeleitfähigkeit, Stableistung 
Die Stableistung X hängt mit der Wärmeleitfähigkeit k be­
kanntlich wie folgt zusammen: 
T. 
X = kY I k(T)dT 
Τ = Erennstoffoberflächentemperatur 
T. = Zentraltemperatur 
Τ ist durch die Reaktorauslegung gegeben, als obere Grenze von 
cL 
T. wird üblicherweise die Schmelztemperatur zugrundegelegt, 
siehe Kapitel 4.3. Bei gegebenen Τ und T. erhält man aus einem 
Vergleich der mittleren Wärmeleitfähigkeiten der verschiedenen 
Erennstoffe einen Vergleich der dabei möglichen Stableistungen. 
In Fig.2 sind die Wärmeleitfähigkeiten von Uran­Plutonium­Brenn­
stoffen mit 20 0¡e\i.% Plutonium zusammengestellt. Dabei wurde 
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entsprechend den Erfahrungen bei den keramischen Brennstoffen 
mit höherer Dichte die Wärmeleitfähigkeit einer U­Pu­Legierung 
mit 20 % Pu zu 80 % der Wärmeleitfähigkeit der reinen Uranver­
bindung angenommen /~17_7· Die Daten für UOp­PuOp sind bereits 
im Beitrag V erwähntj hier aber auf 95 % theoretischer Dichte 
umgerechnet. Die Daten für das U­Pu­Mischkarbid bzw. Mischnitrid 
sind als repräsentative Mittelwerte aus mehreren Quellen darge­
stellt /~10,11,17_7. Hier wurde lediglich der Einfluß der Dichte 
auf die Wärmeleitfähigkeit mit einer Reduzierung von 15 % bei 
Erniedrigung der Dichte von 100 auf 95 % theoretischer Dichte 
angewandt £^MJ- Aus Fig.2 ergibt sich, daß z.B. bei 900 C 
die Wärmeleitfähigkeiten der Reihe 
Metall ­ Nitrid ­ Karbid ­ Oxyd dem Verhältnis 
12 : 4 : 4 : 1 entsprechen. 
Bei 1500 C, einer Temperatur, die als mittlere Betriebstempera­
tur keramischer Brennstoffe repräsentativ ist, ergibt sich das 
Verhältnis der Reihe 
Nitrid ­ Karbid ­ Oxyd wie folgt 
7 : 7 : 1 
Das bedeutet, daß bei niedrigen Temperaturen mit Metall ver­
gleichsweise die höchste Stableistung zu erzielen und die An­
wendung keramischer Brennstoffe wesentlich ungünstiger wäre. 
Bei höheren Temperaturen liegt das Verhältnis eindeutig zu 
Gunsten von Karbid oder Nitrid bzw. Karbonitrid /~10_7, der 
Mischung aus Karbid und Nitrid. Um nun das Bild realer zu ge­
stalten, muß betrachtet werden, ob die Temperaturen Τ und T. 
wirklich bei allen Brennstoffen gleich sind. 
4.3 Schmelzpunkte, maximale Stableistung 
Aus Tabelle 3 kann man entnehmen, daß die Schmelzpunkte 
der verschiedenen Brennstoffe sehr unterschiedlich sind. Nimmt 
man an, daß die Brennstoffoberflächentemperatur bei Metallen 
etwa 5OO C und bei keramischen Brennstoffen etwa 900 °C ist, 
so ergeben sich für den maximal möglichen Temperaturanstieg 
im Brennstoff T. ­ Τ jeweils spezifische Werte. Nun ist T. 1 a 1 
nicht unbedingt mit dem Schmelzpunkt zv. identifizieren. Viel­
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mehr dürfte in einigen Fällen eine wesentlich tiefere maximale 
Betriebstemperatur anzusetzen sein. Aus Dampfdruckbestimmungen 
/[~11_7 ergibt sich, daß für das (UPu)N infolge des hohen Dampf-
drucks, der zu einem Brennstofftransport von heißeren zu kälteren 
Orten führt, die obere Grenztemperatur etwa 1800 C, also 1000 C 
unter dem Schmelzpunkt, sein könnte. Aus einigen Daten über die 
Thermodynamik der Karbide / 5,20_7 und Oxyde ^ ~21,22_J7 zeigt sich, 
daß bei den Karbiden je nach Stöchiometrie die beiden Elemente 
verschieden verdampfbar sind, während bei den Oxyden kongruentes 
Verdampfen und Verdampfen von PuO und 0„ im Vordergrund stehen. 
Das bedeutet, daß beim Karbid die maximale Betriebstemperatur 
in jedem Fall unter dem Schmelzpunkt liegen sollte, etwa bei 
2000 C, wogegen beim Oxyd aus thermodyuamischen Gründen eine 
Temporaturbegrenzung nicht klar erkennbar ist. 
In Tabelle 4 sind für verschiedene Brennstoffe unter Zugrundele-
gung der diskutierten Temperaturgrenzen und Verwendung der in 
Fig.2 angegebenen Wärmeleitfähigkeiten die maximalen Stablei-
stungen angegeben. Man erkennt, daß unter den angegebenen Vor-
aussetzungen das Karbid, gefolgt vom Nitrid, dem Metall und dem 
Oxyd deutlich überlegen ist. 
4.4 Kristallstruktur und thermische Ausdehnung 
Die kristallographische Struktur spielt bei der Betrachtung 
des Schwellvorhaltens der Brennstoffe unter Bestrahlung eine 
wesentliche Rolle. Aus Tabelle 3 int zu entnehmen, daß von die-
sem Einfluß her die Karbide und Nitride ähnliches Verhalten 
zeigen sollten. Mit dem kubisch-flächenzentrierten Gitter, der 
dichtesten Kugelpackung also, wird die Neigung, Spaltprodukte 
auszuscheiden, größer sein als beim einfachen symmetrischen 
Flußspatgitter der Oxyde. Auch dürfte die Duktilität der Kar-
bide und Nitride höher sein als beim Oxyd, was die besondere 
Empfindlichkeit auf Spaltgasschwellen erklären könnte ^ 3>29>3j7· 
Metalle müßten auf Grund ihrer noch niedrigeren kristallogra-
phischen Symmetrie als beim Oxyd eine noch geringere Schwell-
rate zeigen. Da aber die Metalle von allen Brennstoffen am 
stärksten schnellen, muß dieser Effekt von anderen Einflüssen 
völlig überdeckt werden. Tabelle 3 zeigt weiterhin, daß auch 
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das thermische Ausdehnungsverhalten bei den Metallen auf Grund 
der Mannigfaltigkeit der metallischen Phasen sehr kompliziert 
ist. Das hat u.a. dazu geführt, Metallbrennstoffe in solchen 
Legiorungsformen anzuwenden, deren Verhalten günstiger ist, siehe 
Kapitel 3· Die thermische Ausdehnung der keramischen Brennstoffe 
ist in größeren Bereichen gleich.wie Tabelle 3 zeigt. 
4.5 Kompatibilität 
Wir beschränken uns auf die Diskussien der Kompatibilität 
bzw. Verträglichkeit der keramischen Brennstoffe mit den fol-
genden Medien: Luft, Wasser, Natrium und austenibischer"Stahl, 
siehe Tabelle 5· 
An Luft beständig sind nur PuO? und UN, alle anderen hier auf-
geführten keramischen Brennstoffe reagieren mit Luft mehr oder 
weniger langsam. Ähnliches gilt für die Reaktion mit V/asser, 
nur reagieren U0_ und PuN schon schneller, während die Karbide, 
vornehmlich das PuC, heftig reagieren. Die Verträglichkeit mit 
Natrium ist auch bei höheren Temperaturen ausnahmslos gut. Die 
Verträglichkeit mit Stahl ist prinzipiell im Detail zu untersu-
chen. Generell aber läßt sich sagen, daß die Oxyde und Nitride 
keine Schwierigkeiten bereiten, wobei diese Aussage für Nitrid 
sich nur auf Untersuchungen außerhalb des Reaktors beschränkt, 
lediglich Incoloy 800 und Inconel 625 scheinen geringfügige 
Reaktionen mit Nitrid zu haben /"1'_/· Die leicht überstöchio-
metris^hen und stöchiomotrischen Karbide scheinen verträglicher 
zu sein als allgemein angenommen wird / 29, 31_7? lediglich 
Natrium scheint als Überträger von Überschußkohlenstoff auf die 
Hülle zu wirken. Unterstochionetrisch.es Karbid reagiert mit 
Stahl wegen freie:.- Metallanteile eutekticch /~~29_7. Nach neueren 
Erkenntnissen / 10_7 ist die Reaktion mit Stahl nur auf freien 
Kohlenstoff zurückzuführen oder auf höheren MC_-Gehalt, nicht 
aber auf Anwesenheit von M_C_ im Gefüge des Brennstoffs. 
5. Zusammenfassung 
Die Auswahl eines optimalen Brennstoffs erscheint sehr schwierig, 
um so mehr als eine quantitativ? umfassende Analyse z.Zt. noch 
gar nicht möglich ist. Einige Stoffe sind noch fast gar nicht 
untersucht / 7_/· In größerem Umfange sind eigentlich erst die 
Oxyde und Karbide untersu.cht, wenn auch längst noch nicht voll-
ständig, wie einige Gesamtberichte zeigen / 29, 30_7. Der Gesamt-
eindruck ist, daß die Oxyde an besten bekannt sind, die Karbide, 
besonders die Nitride dagegen noch weitgehend zu untersuchen 
sind. Aber der Eindruck wird deutlich, daß die Karbide am lei-
stungsfähigsten und außer dem Cxyd rohl auch am billigsten herzu-
stellen sind. Die Karbide sind allerdings; was die Verträglich-
keit mit dem Hüllmateria.1 betrifft, etwas schwieriger anwendbar. 
Außerdem scheid=u sie sicher bei Wasser- und Dampfkühlung als 
Brennstoff aus. Die Nitride sind hinsichtlich ihrer Herstellung 
möglicherweise etwas teurer, ihre thermische Belastbarkeit ist 
ebenfalls geringer als beim Ka.rbid. Auch ist ihre Verträglichkeit 
mit Dampf beschränkt, wenn auch nicht so sehr wie beim Karbid. 
Die Verträglichkeit mit Stahl bei längerem Abbrand ist unbekannt, 
vor allem im Einblick auf die Freisetzung von Stickstoff während 
der Kernspaltung. Die bevorzugt in Frankreich propagierte Her-
stellung von Karbonitriden beruht auf der Tatse.che, daß sie 
leicht einphasig stöchiometrisch herzustellen sind. Die neuere 
Erfahrung an gleicher Stelle geht jedoch dahin, daß bei Verzicht 
auf Nickel als Winterhilfe, Karbid auch in stöchiometrischer 
einphasiger Form herstellbar ist / '1C_y. Damit treten die Karbo-
nitride wieder otwas in den Hintergrund. Insgesamt also kann 
man sagen, daß Karbid und Nitrid leistungsfähiger sind als Oxyd, 
daß aber das Karbid insgesamt von der Ökonomie her vor dem Nitrid 
liegen dürfte, was z.Zt. allerdings nur abzuschätzen ist, da für 
das Nitrid noch keine ökor.omirchen Herstellungsmethoden für 
größere Cl.argen bekannt sind. 
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Tabelle 1 Anwendungsformen von Brennstoffen 
Anwendungeform 
gesinterte Tabletten 
gesinterte Tabletten spezieller Form 
gesinterte, vibrierte Partikel aus 
gebrochenen Grünlingen 








gebrochenes, vibriertes Schmelzgut 
fester, reiner Guß 
flüssige, reine Schmelze 
feste Legierung oder Mischung mit 
nicht radioaktiven Stoffen 
flüssige Legierung oder Mischung mit 































































χ ■ Anwendungsformen wurden realisiert 
Tabelle 2a: Keramische Brennstoffdichten bei 625 C 
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20 - 1000° 
11.4 
20 - 1000° 
11.0 
20 - 1600° /~19_7 
10.8 
20 - 1000° /"14_7 
11.9 
20 - 1400° 
10.1 
20 - 1600° /~18_7 
11.2 - 13.6 



























































Zusammensetzung der Brennstoffe: jeweils 20 Gew.$ Pu 
*) 
Die Wärmeleitfähigkeiten beziehen sich auf U02< Hinsichtlicher der keramischen Brennstoffe 
wurden 15OO °C, bei U­Pu 900 °C gewählt. 













langsam bis 300° £\\J 
langsam bis 300° ¿2 \J 
beständig bei 20°, 
einige Jahre 








langsam bei 20° 
heftig in siedendem 
H20 Z23_7 
beständig in H O , 
100° 400­700 hf 
Zerfall in Dampf bei 
300°, 12 h 
Zerfall in H­0, 
100°, 10 minf 
etwas beständiger bei 
20° 
­
Na oder NaK ­
Verträglichkeit 
­
gut bis 680° /~26_7 
gut bis 430° /~28_7 
gut bis 600° 
/"23, 24, 25 J 
beständig bis 820°, 
1000 h 





gut bis 1400° /~27_7 
beträchtliche Reaktion bei a _ _ 1000° /^8_7 
überstöchiometrisch 
und stöchiometrisch 
gut bis 800 
Z~23, 29 _7 
keine Reaktion bis 
1300°, 100 h 
keine Reaktion bei 
1000°, 1000 h, Z"*11_7 
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Fig.2 Wärmeleitfähigkeit von Misch­Oxyd­Nitrid­Karbid und­Metall 
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1. Einleitung 
Die Hüllmaterialauswahl für einen schnellen Brutreaktor muß unter 
ganz anderen Voraussetzungen als die Brennstoffauswahl erfolgen. 
Während beim vorgegebenen Brennstoff, z.B. ein Uran-Plutonium-Ge-
misch, durch die Art der Verbindung - Oxid, Karbid, Nitrid, Me-
tall - die möglichen Herstellungsverfahren - Tabletten, ein-
vibriertes Pulver - sowie die Brennelementausiegung - Durch-
messer, Anreicherung, Abbrand, Dichte - eine große Variations-
breite möglich ist, muß man beim Hüllmaterial von vorgegebenen und 
nur geringfügig beeinflußbaren Eigenschaften ausgehen. Der jahr-
zehntelange Entwicklungsvorsprung auf dem Gebiet der Metallegie-
rungen gegenüber den Erfahrungen der Uran-Plutonium-Keramik gibt 
nur noch wenig Spielraum für neue, herausragende Legierungen und 
setzt die Schwerpunkte auf die Anwendung vorhandener, vielfach 
erprobter Legierungen. 
Die überragende Aufgabe der Brennelementhülle wird durch die in 
Tabelle 1 wiedergegebenen typischen Auslegungsparameter für einen 
natrium- und dampfgekühlten Brüter deutlich. Neben dem Temperatur-
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bereich von 700-750 C, der maximalen Lebensdauer eines Brennele-
ments von 20 000 h, das bei einer Neutronenflußdichte von 10 
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n/cm sec einer Neutronendosis > 10 n/cm entspricht, ist vor 
allem die mechanische Belastung herauszustellen. Diese wird beim 
natriumgekühlten Reaktor vom Innendruck, durch Spaltgas und Brenn-
stoff schwellen, und beim dampfgekühlten Reaktor vom Kühlmittel-
druck in der Größenordnung von 170 atm bestimmt. 
2. Auswahlkriterien 
Bei der Vielzahl der bekannten Metalle und Metellegierungen ist 
eine gewisse Vorauswahl unvermeidbar. Diese Einschränkung ist 
nur durch die Aufstellung von Mindestforderungen möglich, die 
sich zwangsläufig aus der gegebenen Zielsetzung ableiten lassen. 
Neben besonderen neutronenphysikalischen Eigenschaften sind die 
mechanischen und chemischen Beanspruchungen ausschlaggebend. Die 
Hüllmaterialauswahl im engeren Sinn setzt damit einen Reaktorent-
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wurf, eine Studie voraus, da die Eigenschaften der in Frage kom-
menden Legierungen nur sehr geringe Unterschiede zeigen und ent-
wurfsbezogen gegeneinander abgewogen werden müssen. Die Auswahl 
im weiteren Sinne kann dagegen von Mindestforderungen ausgehen, 
die auch auf bestimmten Vorstudien und Versuchen basieren müssen. 
In Tabelle 2 sind diese Mindestforderungen zusammenfassend darge-
stellt. Ira einzelnen läßt sich dazu folgendes sagen: 
2.1 Neutronenphysikalische Eigenschaften 
Nach den bisherigen Erfahrungen und Berechnungen ist der Ab-
sorptionsquerschnitt für schnelle Neutronen ein gutes Maß für die 
geforderten neutronenphysikalischen Eigenschaften, die vor allem 
die Brutrate und die sog. inhärenten Sicherheitskoeffizienten, 
z.B. Doppler-Koeffizient, beeinflussen. Ausführliche Untersuchungen 
haben gezeigt, daß ein mikroskopischer Absorptionsquerschnitt von 
20 mb für Hüllmaterialien mit guten Festigkeitseigenschaften eine 
obere Grenze darstellt. 
2-2 Mechanisehe Eigenschaften 
Auf Grund der Beanspruchung muß vor allem eine ausreichende 
Zeitstandfestigkeit bei hohen Temperaturen gewährleistet sein. 
Diese Forderung kann natürlich nur qualitativ gesehen werden. Wie 
boi allen Konstruktionselementen lassen sich fehlende Festigkeiten 
des verwendeten Werkstoffs durch geeignete konstruktive Maßnahmen 
in gewissen Grenzen kompensieren. Bei einem Brennelement-Hüllrohr 
sind dies größere Wandstärken, längere Gasräume und gegebenenfalls 
niedrigere Kühlmitteltemperaturen. Da jedoch die Wechselwirkung 
mit deu Brennstoff eine wichtige Rolle spielt, muß gerade bei den 
Festigkeitsforderungen das Brennelement als Einheit gesehen und 
die Wirtschaftlichkeit íes Reaktors mit berücksichtigt werden. 
Als sinnvolle Mindestforderung scheint trotzdem eine Zeitstand-
festigkeit von 10 bis 15 kg/mm bei 65O °C und 20 000 h ange-
bracht. 
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2.3 Chemische Eigenschaften 
Das wichtigste Kriterium ist hier die sog. allgemeine Korro-
sion bzw. Oxydation der Hülloberfläche, die sich durch eine Ver-
sprödung der Randzone durch Sauerstoffaufnähme bzw. durch die 
Bildung einer festhaftenden oder losen Oxidschicht bemerkbar 
macht. Als Korrosionsmaß wird die Eindringtiefe in/um bzw. die 
+ 2 Gewichtsveränderung in - mg/cm 1lache verwendet. 
Hier eine zahlenmäßige Mindestforderung anzugeben, ist wenig sinn-
voll, da die Wirkungen sehr unterschiedlich sein können. So werden 
Zirkonlegierungen erst durch die Bildung einer festhaftenden Oxid-
schicht, d.h. einer relativ hohen Gewichtszunahme korrosionsbestän-
dig, während andere Legierungen durch laufendes Abplatzen der Oxid-
schicht bei relativ hoher Korrosionsgeschwindigkeit geringe Ge-
wichtsveränderungen zeigen. 
Allgemein läßt sich sagen, daß die Anfengswandstärke der Hüllrohre 
durch die Korrosion nur in dem Maß beeinflußt werden darf, daß da-
durch keine Beeinträchtigung der mechanischen Eigenschaften er-
folgt. So kann z.B. eine Legierung, deren Korrosionsgeschwindig-
keit nach 20 000 h einem Abtrag von 0,3 mm bei 0,4 mm Ausgangs-
wanddicke entspricht, gar nicht in die engere Wahl gezogen v/erden. 
Als Kriterium in Natrium gilt ein geringer absoluter Korrosions-
angriff bei Sauerstoffgehalten im Natrium von ca. 50 ppm sowie 
Unempfindlichkeit gegenüber Massetransport, d.h. Lösung von Le-
gierungsbestandteilen und Ablagerung an anderen Teilen des Systems. 
Wichtigste Forderung an das Hüllmaterial eines dampfgekühlten Brü-
ters ist die Unempfindlichkeit gegenüber Spannungsrißkorrosion 
sowie gute Korrosionsbeständigkeit unter Wärmeübergangsbedingungen. 
Letztere Forderung ist jedoch bisher zu wenig erforscht, um nähere 
Angaben machen zu können. 
2. h Änderung der Eigenschaften durch NeutronenbeStrahlung 
Dieses Kriterium ist so spezifisch für den Reaktorbau und 
seine Untersuchung setzt so spezielle und damit teure Versuche 
voraus, daß eine Vorauswahl nur in sehr breitem Rahmen und in 
Kenntnis der notwendigen Grundlagen erfolgen kann. 
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Neben einer geringeren Beeinflussung der chemischen Eigenschaften 
werden durch die Bestrahlung vor allem die mechanischen Eigenschaf-
ten beeinflußt. In dem für Brutreaktoren interessierenden Tempera-
turbereich oberhalb 600 C kommt es dabei vor allem zu einer star-
ken Abnahme der Duktilität, die sich in einer Verminderung der 
Bruchdehnung und der Standzeit im Zeitstandversuch deutlich macht. 
Die Mindestforderung nach einer Bruchdehnung von >1 % bei 750 C 
im bestrahlten Zustand soll deshalb auch nur die Notwendigkeit 
einer Mindestduktilität wiedergeben. 
3« Legierungsauswahl 
Neben den bisher aufgeführten Mindestforderungen an das Hüllrohr 
eines Brutreaktors gibt es natürlich noch einige andere Kriterien, 
die letztlich die endgültige Auswahl beeinflussen können. Erwähnt 
seien nur die Verarbeitbarkeit zu dünnwandigen Rohren hoher Genauig-
keit mit und ohne Rippen, wirtschaftliche Gesichtspunkte, d.h. der 
Materialpreis oder sicherheitstechnische Überlegungen, die z.B. 
bei Kobaltlegierungen durch die Systemkontamination Bedeutung er-
langen können. 
Die im vorhergehenden Kapitel aufgeführten Kriterien sind deshalb 
für eine Vorauswahl hinreichend, die letztliche Entscheidung be-
darf natürlich tiefergehenden Überlegungen. 
3.1 Neutronenphysikalische Eigenschaften 
In der Tabelle 3 sind die Absorptionsquerschnitte der wichtig-
sten Metalle und Legierungselemente für schnelle und zum Vergleich 
für thermische Neutronen zusammengestellt, wobei eine Unterteilung 
in drei Gruppen vorgenommen wurde: 
Gruppe 1: bis 10 mb; Gruppe 2: von 10 - 25 mb; Gruppe 3?>25 mb. 
In der 1. Gruppe ist eigentlich nur das Eisen als Basismetall für 
Legierungen von Bedeutung, da das Vanadin größenordnungsmäßig 
schon in die 2. Gruppe hineinreicht. Aluminium- und Titanlegie-
rungen sind für einen Einsatz bei Temperatizren oberhalb 600 °C 
und den hohen Festigkeitsforderungen nicht geeignet, während 
Chrom bzw. Chromlegierungen neben der hohen Sprödigkeit nur sehr 
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mäßige Langzeiteigenschaften aufweisen. Versuche, durch geringe 
Yttriumzusätze die Sprödigkeit zu vermindern und durch Karbid-
ausscheidungen der Langzeiteigenschaften zu verbessern, brachten 
bisher nicht den gewünschten Erfolg. 
Eisenbasislegierungen stehen damit nach den neutronenphysikali-
schen Eigenschaften an erster Stelle, während die anderen Elemente 
der Gruppe 1 als Legierungspartner besonders geeignet sind. 
In der Gruppe 2 sind trotz schlechterer neutronenphysikalischer 
Eigenschaften die Elemente Vanadin, Kobalt und Nickel als Basis-
metalle noch von Interesse, während alle anderen nur als Legie-
rungspartner eine Rolle spielen. Die Entwicklung von Vanadinlegie-
rungen steht dabei noch am Anfang, möglicherweise haben aber ge-
rade Vanadinlegierungen, langfristig gesehen, gute Aussichten, 
als Hüllmaterial in natrium- und edelgasgekühlten Reaktoren ver-
wendet zu werden. Kobalt- und Nickellegierungen werden dagegen 
heute bereits in größeren Mengen bei hohen Temperaturen und Be-
lastungen verwendet. Für schnelle Brutreaktoren sind dageben vor 
allem Nickellegierungen von Interesse, da bei Kobaltlegaeiungen 
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das langlebige Co -Isotop neben der hohen Kühlmittel-Kontamina-
tion bei der Wiederaufbereitung bestrahlter Brennelemente große 
Schwierigkeiten bereitet. 
Die Elemente der Gruppe 3 kommen dagegen als Legierungsbasis nicht 
in Frage. Selbst unter Berücksichtigung ihrer hohen Festigkeit, 
d.h. einem kleinen Strukturmaterialanteil im Core, werden nach 
den bisherigen Rechnungen die Brutrate und der Dopplerkoeffizient 
über das zulässige Maß hinaus beeinflußt. Aus diesem Grund ist 
auch die aus Festigkeitsgründen erwünschte Zugabe dieser Elemente 
zu anderen Legierungen nur in gewissen Grenzen möglich. 
In Tabelle h sind die mikroskopischen Absorptionsquerschnitte 
der wichtigsten, in Frage kommenden Legierungen sowie ihre maxi-
mal möglichen Legierungsbestandteile wiedergegeben. Aus Festig-
keitsgründen können von den Eisenbasislegierungen im Augenblick 
nur austenitische Stähle verwendet werden. Den günstigsten Ab-
sorptionsquerschnitt besitzt der Stahl 18/9 CrNi, auch als V2A 
oder Nirosta-Stahl bekannt. Mit steigendem Nickelgehalt bzw. 
Zulegierung von Niob und Molybdän steigt der Absorptionsquer-
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schnitt geringfügig, ein deutlicher Sprung in die Größenordnung der 
hcchwarmfesten Nickellegierungen setzt beim sog. Incoloy-Typ ein, 
einer 20/30 CrNi-Legierung mit maximal 5 % Mo, Nb und W. Neutronen-
physikalisch entspricht sie damit den ungünstigeren Nickellegie-
rungen, deren Verwendung eigentlich nur aus Festigkeitsgründen ge-
rechtfertigt werden kann. Innerhalb dieser Legierungsgruppe zeigt 
sich nach den neutronenphysikalischen Eigenschaften bei vergleich-
baren mechanischen Eigenschaften der Vorteil der aushärtbaren Legie-
rungen, z.B. Inconel X750, gegenüber mischkristallhärtenden Legie-
rungen, z.B. Inconel 625. Bekanntlich erfolgt die Aushärtung über 
die Ni (Ti,Al)-Phase, d.h. Zulegierung von Elementen der Gruppe 1, 
während die Mischkristallhärtung Elemente der Gruppe 3 - Mo, Nb, 
W, erfordert. 
Von den Nickellegierungen stehen damit aushärtbare Legierungen an 
erster Stelle, während Legierungen vom Typ Inconel 625 an der Gren-
ze der Verwendbarkeit liegen. 
Über Vanadinlegierungen sind nach dem heutigen Stand der Entwick-
lung noch keine endgültigen Aussagen möglich. Die auch internatio-
nal bekannte Standardlegierung V-20TÌ hat einen vergleichbaren Ab-
corptionsquerschnitt mit den aust. Stählen; die aus Festigkeits-
gründen notwendige Zulegierung von Niob und Reduktion des Titan-
gehaltes - z.B. V-3Ti-15Nb - führt zu einer Verdopplung des 
Absorptionsquerschnittes bis zur theoretisch möglichen Grenze. Neuere 
Entwicklungen auf der Basis von chrom- und aluminiumhaltigen Legie-
rungen dürften jedoch innerhalb der hier angegebenen Grenzen liegen. 
Zusammenfassend läßt sich sagen, daß austenitische Stähle eine 
bevorzugte Rolle spielen, Nickellegierungen nur von den Festig-
keitsanforderungen her verwendet werden sollten, während Vanadin-
legierungen bis zu maximalen Gehalten an Gruppe 3 - Elementen von 
15-20 Gew./á keiner Beschränkung unterliegen. 
3.2 Mechanische Eigenschaften 
In Kenntnis der neutronenphysikalischen Eigenschaften gewinnt 
eine Gegenüberstellung der mechanischen Eigenschaften der in Frage 
kommenden Legierungen an Bedeutung. In Abbildung 1 sind die 1000-
ond 10 000 h Leitstand"estigkciten bei 65O C aufgetragen, experi-
mentelle Ergebnisse über die 20 000 h Zeitstandfestigkeiten liegen 
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bei den meisten Legierungen noch nicht vor. 
Die beste Legierung der austenitischen Stähle ist der X8CrNiMoV 
Nbl6l3, ein nichtstabilisierter Vollaustenit mit Molybdän und 
Vanadin. Nach / 3_7 beträgt die 25 000 h Zeit Standfestigkeit bei 
65O C 13 bis 15 kg/mm , er erfüllt damit die gestellten Mindest-
forderungen und gilt nach den bisher untersuchten Eigenschaften 
als erste Wahl. Mit Werten zwischen 9 und 12 kg/mm dürfte ferner 
der Stahl X8CrNiNbl6l3 in Fra^e kommen. Als Hüllmaterial sind da-
gegen die Stähle X5CrNil89, X3NiCrNb2520 und X5CrNiMol8l2 unter 
den gegebenen Festigkeitsforderungen nur bedingt verwendbar, die 
zum Teil sehr günstigen Absorpticnsquerschnitte sprechen dagegen 
für eine Verwendung als Strukturmaterial im Corebereich. Weder 
das Incoloy-800 noch der Incoloy-Typ sind aus Festigkeitsgründen 
den sonstigen austenitischen Stählen überlegen, für ihre Verwendung 
müssen schon andere Gesichtspunkte und Eigenschaften ausschlag-
gebend werden. 
Unter den Nickellegierungen stehen bei den Festigkeitseigenschaf-
ten die aushärtbaren Legierungen an der Spitze, von denen das 
Inconel X750 auch einen relativ günstigen Absorptionsquerschnitt 
besitzt. Die mischkristallgehärtete Legierung Inconel 625 zeigt 
bei einem relativ hohen jedoch noch vertretbaren Absorptionsquer-
schnitt ebenfalls sehr gute L^ngzeiteigenschaften, während die 
Legierungen Hastelloy X, Inconel 6û'4 und Inconel 6OO Festigkeiten 
in der Größenordnung dor austenitischen Stähle besitzen. 
Von den bisher bekannten Vanadinlegierungcn besitzt die Legierung 
V-3Ti-15Nb herausragende Festigkeitseigenschaften, der Absorptions-
querschnitt entspricht jedoch dem des Inconel 525. Die physikalisch 
günstige Legierung V-20TÌ bietet dagegen keinerlei Vorteile gegen-
über den austenitischen Stählen, ihre Verwendung als Hüllmaterial 
erscheint damit wenig sinnvoll. Die Legierungsentwicklung ist hier 
jedoch noch nicht abgeschlossen, wahr scheinlich v/erden durch neue 
Gesichtspunkte, vor allem dem Korrosionsverhalten, völlig neue 
Legierungselemente an Bedeutung gewinnen. 
Zusammenfassend läßt sich unter Berücksichtigung der neutronen-
physikalischen und mechanischen Eigenschaften sagen, daß die 
hochwarrafesten austenitischen Stähle der l6/l3-CrNi Gruppe als 
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Hüllmaterial am geeignetsten sind. Bei extrem hohen Festigkeits-
beanspruchungen, wie sie z.B. in dampfgekühlten Reaktoren vorlie-
gen, sind dagegen die aushärtbaren und in zweiter Linie die misch-
kristallhärtenden Legierungen noch gut geeignet. Bei den Vanadin-
legierungen hat vorerst die Legierung V-3Ti-15Nb die gegebenen 
Möglichkeiten aufgezeigt, alle weiteren Entwicklungen müssen sich 
an diesen Werten orientieren. 
3.3 Chemische Eigenschaften 
Ausschlaggebend ist hier das Korrosionsverhalten, wobei sich 
die Betrachtungen auf austenitische Stähle, Nickellegierungen be-
schränken können. Bei der Betrachtung der Korrosionseigenschaften 
ist eine Unterteilung nach den Reaktortypen, d.h. Dampf- und Natrium-
kühlung, sinnvoll. 
3.3.I Dampfkühlung 
In dampfgekühlten Reaktoren kann man mit Sicherheit vollent-
salztes Wasser verwenden, d.h. der Chloridgehalt beträgt max. 0,1 
ppm. Durch die Radialyse entsteht ferner Sauerstoff und Wasserstoff, 
wobei man mit Sauerstoffgehalten von ca. 20 ppm rechnen muß, die 
jedoch durch Zugabe von Wasserstoff herabgesetzt werden können. 
Trotzdem sollte das allgemeine Korrosionsverhalten, d.h. die Ab-
tragungsverluste, die Verwendung von austenitischen Stählen und 
Nickellegierungen nicht beeinträchtigen. Um ein ganz allgemeines 
Maß anzugeben, wird die Abtragung in Heißdampf ohne Wärmeübergang 
bei austenitischen Stählen ca. 5 - 10 ,um/Jahr, die von Nickelle-
gierungen ca. 2 ,um/Jahr betragen. Vanadinlegierungen sind auf 
Grund ihrer hohen Korrosionsempfindlichkeit in Wasser und Dampf 
für dampfgekühlte Reaktoren ohne Oberflächenschutz ungeeignet. 
Ein wichtiges Kriterium ist dagegen die sog. selektive Korrosion, 
die ohne merklichen Abtrag durch Korngrenzen oder Spannungsriß-
korrosion das Hüllrohr zerstören kann. Nach Abbildung 2 nimmt 
mit steigendem Nickelgehalt die Neigung zur Spannungsrißkorrosion 
stark ab. Nickellegierungen sind damit nahezu unempfindlich und 
die Vorteile von Incoloy 800 mit einem HickeJgehalt von 35 % in 
thermischen Heißdampfreaktoren werden durch dieses Bild deutlich. 
Für dampfgekühlte Brutreaktoren kommen jedoch vor allem Legierungen 
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mit einem Nickelgehalt größer 50 % und entsprechend hohen Festig-
keiten in Frage. Die sogenannte Korngrenzenkorrosion tritt dage-
gen auch bei Nickellegierungen auf. Inconel 625 und Hastelloy X 
sind gegen diese Korrosionsart jedoch nahezu unempfindlich, wäh-
rend entsprechende Ergebnisse bei Inconel X750 und Inconel 718 
nicht bekannt sind. 
Zusätzliche Einschränkungen, z.E. Einfluß des Wärmeflusses auf 
die Korrosion, Verhalten von V.'endelrippen und Turbulenzförderer 
in Dampf sind selbstverständlich möglich und werden unter Um-
ständen Änderungen in der Legierungsauswahl in engen Grenzen not-
wendig machen. Entsprechende Versuche liegen bisher noch nicht vor. 
Für den dampfgekühlten Erüter sollten damit auf Grund der hohen 
mechanischen und thermischen Belastung und aus Korrosionsgründen 
Nickellegierungen auf der Basis Inconel 625 bzw. Inconel X750 ver-
wendet werden. 
3.3·2 Natriumkühlung 
Für die Hüllmaterialauswahl natriumgekühlter Brutreaktoren 
ist das Korrosionsproblen weniger schwerwiegend als bei dampfge-
kühlten Reaktoren. Bei einem technisch relativ einfach realisier-
baren Sauerstoffgehalt des Natriums von 50 ppm zeigen austeniti-
sche Stähle und Nickellegierungen bei Temperaturen von 600 - 700 °C 
Gewichtsabnahmen in der Größenordnung von 0,01 - 0,1 mg/cm -Mo-
nat bzw. Abtragungen zwischen 0,01 und 0,0^/um/Jahr. Beide Legie-
rungstypen sind damit in Natrium gut beständig. Die Korrosionsge-
schwindigkeit wird dabei nur geringfügig von der Legierungszusam-
mensetzung beeinflußt. Wichtige Parameter sind die Natriumtempera-
tur, -Verunreinigungen und -gecchwindigkeit, ferner Oberflächenbe-
schaffenheit und Zustand der Hüllrohre. 
Ein wichtiges Auswahlkriterium wird dagegen durch Abbildung 3 
verdeutlicht 5 es zeigt den Massotransport verschiedener Nickelle-
gierungen in Abhängigkeit von der Versuchstemperatur. Mit stei-
gendem Nickelgehalt kommt es zu einer Zunahme des Massetransports, 
wobei vor allem Nickel im kalten Teil des Systems abgelagert wird. 
Da es sich hier um eine russische Untersuchung handelt / k y, stim-
men die Legierungen nicht genau mit der. bisher erwähnten überein, 
man kann jedoch sagen, daß Legierungen vom Typ Inconel 600 und 
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mischkristallhärtende Legierungen vom Typ Inconel 625 und Hastelloy X 
besonders ungünstig sind, während in aushärtbaren Legierungen, 
z.B. Inconel X 750, das Aluminium einen den Massetransport redu­­
zierenden Einfluß ausübt. Der Einfluß des Massetransports auf die 
Gewichtszunahme wird durch eine lineare Extrapolation besonders 
deutlich. Bei 750 °C liegt ein monatlicher Gewichtsverlust von 
2 ík mg/cm vor, während bei der■allgemeinen Korrosion nur Beträge 
2 von <1 mg/cm Monat auftreten. 
Für natriumgekühlte Reaktoren kommen damit vor allem austenitische 
Stähle in Frage. Auf Grund der bisherigen Betrachtungen stehen an 
erster Stelle Legierungen der Zusammensetzung 16/13 CrNi. Aussagen 
über das Verhalten von Vanadinlegierungen sind im Augenblick noch 
sehr schwierig. Die bisher untersuchten Legierungen zeigen noch 
zu hohe Korrosionsgeschwindigkeiten. Durch entsprechende Oberflä­
chenbehandlungen bzw. Variation der Legierungsbestandteile dürfte 
jedoch der schwerwiegendste Nachteil dieser Legierungen noch be­
einflußbar sein. 
3.4 Beeinflussung der Eigenschaften durch Neutronenbestrahlung 
Die Beeinflussung der Eigenschaften durch die Bestrahlung 
ist ein für den Reaktorbau spezifisches Problem. Da obendrein die 
bei schnellen Reaktoren auftretenden hohen Beanspruchungen bei 
thermischen Reaktoren nicht erreicht werden, kann man nur begrenzt 
die Ergebnisse früherer Bestrahlungsversuche in die Betrachtungen 
einschließen. Nach dem heutigen Stand der Untersuchungen läßt 
sich etwa folgendes sagen: Die Strahlenversprödung kann in zwei 
Bereiche unterteilt werden. Erstens die sogenannte Tieftemperatur­
versprödung, d.h. die Beeinflussung der mechanischen Eigenschaften 
durch die über Stoßprozesse eingebrachten Gitterfehler, die sog. 
"defect clusters", die sich in einer allgemeinen Erhöhung der 
Streckgrenze und Zugfestigkeit und einer Abnahme der Dehnung be­
merkbar machten /5,6^ 7· Diese Strahlenschädigung ist jedoch nur 
unterhalb eines durch die Ausheilung der Gitterdefekte bestimmten 
Temperaturbereichs wirksam, d.h. solange die Konzentration der 
im dynamischen Gleichgewicht vorhandenen, durch Bestrahlung ein­
gebrachten Fehlstellen in der Größenordnung der im thermischen 
Gleichgewicht vorhandenen Leerstellen liegt. Nach den bisherigen 
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Bestrahlungsergebnissen ist damit zu rechnen, daß bei austenitischen 
Stählen und Nickellegierungen bei Temperaturen oberhalb 600 °C diese 
Voraussetzung nicht mehr erfüllt wird, die Tieftemperaturversprö­
dung somit nahezu ohne Einfluß auf das Hüllmaterial eines Brutreak­
tors ist _/~7_7· Weit wichtiger ist damit der zweite Bereich, der 
Einfluß der Kernumwandlungen auf die mechanischen Eigenschaften bei 
hohen Temperaturen, der sog. Hochtemperaturversprödung. Die bisher 
aus der Literatur bekannten Ergebnisse /~8_7 sowie eigene Versuche 
/y,9/ zeigten, daß Kernumwandlungen bei den interessierenden Werk­
stoffen erst oberhalb 500 C die mechanischen Eigenschaften beein­
flussen. Ausschlaggebend für die Versprödung ist die Bildung von 
Helium durch (n,oÇ)­Reaktionen. Das Helium lagert sich im Tempera­
turbereich merklicher Diffusion bevorzugt an den Korngrenzen in 
Form von Blasen ab, wodurch die Korngrenzenfestigkeit stark herab­
gesetzt wird und der Bruch interkristallin bei sehr geringen Ver­
formungen einsetzt. Es wird somit weder die Streckgrenze noch die 
Zugfestigkeit wesentlich beeinflußt, es kommt lediglich zu einem 
starken Abfall der Bruchdehnung. Unter den möglichen Kernumwand­
10 7 lungen ist die Reaktion B(n,cC) Li mit thermischen Neutronen mit 
einem Wirkungsquerschnitt von 3835 b am bekanntesten. In schnellen 
Reaktoren spielen aber auch zahlreiche (η,σΟ­Reaktionen mit schnel­
len Neutronen und Wirkungsquerschnitten oberhalb 1 mb eine Rolle 
(Tab.5). 
Damit kann man relativ einfach ausrechnen, daß die gleiche Helium­
menge, die über die B­Reaktion bei Borgehalten von 10 % in 
21 ­2 einem thermischen Reaktor nach einer Dosis von 10 cm gebildet 
10 wird, in einem schnellen Reaktor ohne Berücksichtigung der B­
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Reaktion nach einer Dosis von 2 · 10 'cm entsteht. Diese Tat­
sache zeigt die Bedeutung von Bestrahlungsversuchen in thermischen 
Reaktoren für die Auswahl geeigneter Brüterhüllrohre und zur Klä­
rung der grundsätzlichen Fragen der Hochtemperaturversprödung. 
Auf der Abbildung h ist die Bruchdehnung, im Kurzzeitversuch ent­
scheidendes Kriterium für die Hochtemperaturversprödung, von be­
strahlten austenitischen Stählen, Nickellegierungen und Vanadin­
legierungen (Mittelwert aus verschiedenen Legierungen) aufgetragen. 
Deutlich wird vor allem die bereits bei 500 C einsetzende starke 
Versprödung von Inconel X 750, wobei die Dehnungen bei 750 C bis 
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auf 1 % zurückgehen. Neben der Bruchdehnung geht auch die Stand-
zeit und Zeitstandfestigkeit im Langzeitversuch zurück. Daher 
sind aushärtbare Legierungen, trotz günstiger neutronenphysikali-
scher und ausgezeichneter Festigkeitseigenschaften im unbestrahl-
ten Zustand, als HülLrohre für Brutreaktoren nicht geeignet. 
Mischkristallgehärtete Legierungen vom Typ Inconel 625, das gleiche 
gilt wohl auch für Hastelloy X, zeigen dagegen ebenfalls ab 500 C 
einen starken Abfall der Bruchdehnung. Bei 750 C wurden jedoch 
noch Werte von ca. 10 % geraessen, die sich möglicherweise durch 
entsprechende Vorbehandlung der Legierungen noch verbessern las-
sen. Ähnliches gilt für austenitische Stähle, deren Versprödung 
unter gleichen Bedingungen erst ab 6C0 - 65O C einsetzt. Als 
bisher duktilste Legierung, selbst unter mehraxialer Belastung, 
erwies sich bisher das Incoloy 800, das jedoch auf Grund der ge-
ringen Festigkeitseigenschaften für das bisher verfolgte Konzept 
der sog. "freistehenden Hülle" nicht geeignet ist. 
Endgültige Aussagen über die sowohl aushärtbare als auch misch-
kristallhärtende Legierung Inconel 718 sind im Augenblick noch 
nicht möglich, da zu wenig Bestrahlungsergebnisse vorliegen, das 
Maß der Versprödung dürfte jedoch geringer sein als bei rein aus-
härtbaren Legierungen. 
Der Vorteil der Vanadinlegierungen wird in Abb.k dagegen besonders 
deutlich. Nach den bisherigen Untersuchungen /ÏJ/ zeigten Vanadin-
legierungen keine Hochtemperaturversprödung, deutlich durch die 
Zunahme der Dehnung mit steigender Versuchstemperatur. Die Ur-
sachen sind bisher noch nicht eindeutig geklärt, jedoch dürfte 
die Neigung k.r.z.-Metalle zum transkristallinen Bruch, selbst 
bei sehr hohen Temperaturen, im Gegensatz zu k.f.z. aust. Stählen 
und Nickellegierungen, eine Rolle spielen. 
Neben den erreichbaren hohen Zeitstandfestigkeiten liegt hier das 
wichtigste Argument für die Entwicklung von Vanadinlegierungen als 
Hüllmaterial für natriumgekühlte Brutreaktoren. Während die Ver-
wendung in edelgasgekühlten Brutreaktoren sicher zu sein scheint, 
muß für natriumgekühlte Reaktoren die Korrosionsbeständigkeit noch 
verbessert werden. 
über den Einfluß der Bestrahlung auf das Korrosionsverhalten so-
wohl in Natrium als auch Dampf liegen bisher nur wenig Ergebnisse 
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vor. Auf Grund des Mechanismus der Strahlenbeeinflusfjung, Verände-
rung der Leerstellenkonzentration, dürfte die Diffusionsgeschwin-
digkeit und damit die Korrosicnsrate beeinflußt werden. Da dies 
sicher nicht im gleichen Maß wie bei den mechanischen Eigenschaf-
ten geschieht, dürfte das Problem für die Materialauswahl geringe 
Bedeutung haben. 
Das in /T27 näher beschriebene Karlsruher Eullmaterialentwicklungs-
programm wird aber auch diese Frage durch entsprechende Versuche 
klären. 
k. Zusammenfassung 
An Hand der vier wichtigsten Auswahlkriterien für Brüterhüllrohre 
- neutronenphysikalischc, mechanische, chemische Eigenschaften 
und deren Beeinflussung durch Neutronenbestrahlung - wurden ge-
eignete Legierungen sowohl für den natrium- als auch dampfgekühl-
ten Brutreaktor ermittelt. Bei Zugrundelegung der neutronenphysi-
kalischen Eigenschaften sind Eisenbasislegierungen den Nickelle-
gierungen eindeutig überlegen. Für eine gute Brutrate bzw. Ver-
dopplungszeit müssen damit austenitische Stähle als Eüllwcrkstof-
fe verwendet werden. 
Die gestellten Festigkeitsforderung^n engen jedoch dieses Kriterium 
stark ein. Neben sogenannten vollaustenitischen I6/13 CrNi-Stählen 
mit entsprechenden festigkeitssteigenden Legierungsbestandteilen 
müssen auch physikalisch ungünstigere hochwarrafeste Nickellegie-
rungen in die Betrachtung einbezogen w-rden. Neben aushärtbaren 
Legierungen sind sog. mischkristallhärtende noch interessant. 
Das Korrosionsverhalten macht eine getrennte Betrachtung der 
beiden Reaktortypen notwendig. Für natriumgekühlte Reaktoren spielt der 
Massetransport eine wichtige Rolle. Da sich bei hohen Tempera-
turen vor allem Nickel an den kalten Stellen des Systems ablagert, 
stehen austenitische Stähle, sofern ihre Festigkeiten ausreichend 
sind, an erster Stelle. Für dampfgekühlte Reaktoren muß neben der 
selektiven auch die allgemeine Korrosion beachtet werden. 
Darüber hinaus machen die hohen Festigkeitsforderungen die Ver-
wendung von Nickellegierungen notwendig. Da diese Legierungen unter 
Wärmeübergangsbedingungen eine höhere Korrosionsbeständigkeit als 
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austenitische Stähle zeigen, müssen die ungünstigen physikalischen 
Eigenschaften in Kauf genommen werden bzw. muß durch Verminderung 
von Druck und Temperatur die Verwendung von korrosionsbeständigen 
Incoloy­Legierungen ermöglicht werden. 
Der Einfluß der Strahlenversprödung muß unter den bereits erwähn­
ten Gesichtspunkten erfolgen. Bei den vorgegebenen Reaktortempera­
turen spielt die sog. Hochtemperaturversprödung durch (η,βΟ­Reak­
tionen die wichtigste Rolle. 
Bei entsprechender Vorbehandlung, d.h. Kaltverformung + Wärmebe­
handlung, dürften stabilisierte austenitische Stähle selbst bei 
75O C noch vertretbare Bruchdehnungen und Zeitstandfestigkeiten 
erreichen. Für natriumgekühlte Reaktoren stehen damit Stähle vom Typ 
X8CrNiNbl6l3 ­ X8CrNiMoVNbl6l3 
an erster Stelle. Durch geringe Variation der Zusammensetzung bzw. 
Vorbehandlung dürften weitere, jedoch geringfügige Verbesserungen 
möglich sein. 
Die hohe Strahlenversprödung von aushärtbaren Nickellegierungen 
vom Typ Inconel X750 schließt, trotz sonstiger guter Eigenschaften, 
ihre Verwendung im Reaktorbau aus. Mischkristallgehärtete Legie­
rungen mit spezifizierter Zusammensetzung und Vorbehandlung vom Typ 
Inconel 625 ­ Hastelloy X 
stehen für den dampfgekühlten Brutreaktor damit z.Zt. an erster 
Stelle. 
Da die Entwicklung von Vanadinlegierungen noch am Anfang ist, sind 
endgültige Aussagen noch nicht möglich. Neben edelgasgekühlten Reak­
toren kommen sie aus Korrosionsgründen nur für natriumgekühlte 
Reaktoren in Frage. Neben ausgezeichneten Festigkeitseigenschaften 
einiger Legierungen zeigen nach den bisherigen Versuchen Vanadin­
legierungen keine Hochtemperaturversprödung durch Neutronenbestrah­
lung. Das Hauptaugenmerk muß jedoch in Zukunft auf die Verbesserung 
der Korrosionseigenschaften in Natrium gelegt werden. 
5. Literatur 
/~1_7 Schneller natriumgekühlter Reaktor Na2, KFK­66O (1967) 
/~2_7 MÜLLER, A. u.a.: Referenzstudie für den 1000 MWe dampfge­
kühlten schnellen Brüter (D1), KFK­392 (1966) 
III ­ 16 
/~3_7 Α. VON DEN STEINEN: Langzeiteigenschaften austenitischer 
Stähle, Archiv Eisenhüttenw. 33 (1962) S.^9/60 
jT^kJ B.A. NEVSOROV u.a.: Corrosion Resistance of Constructional 
Materials in Alkali Metals, 3· Genfer Konferenz 1964 ­
A/Conf.28/P/343 
/~5_7 BALDWIN, E.E. und Ε.Α. DINERWAN: Bericht KAPL­M­EED­17 
(1961) 
£~Sj TOBIN, J.C., M.S. WECHSLER und A.D. ROSSIN: Proc. 3rd 
U.N. Int. Conf. Peaceful Uses of Atomic Energy 9, 23 
(1965) 
/~7_7 BÖHM, Η., W. DIENST, H. HAUCK und H.J. LAUE: J.Nucl. 
Materials 20, 87 (1966), KFK­^78 (1966) 
Z~8_/ HARRIES, D.R.: Brit. Nucí. Energy Soc. 5, ?k (I966) 
Z 9 _ 7 BÖHM, H.,W. DIENST, H. HAUCK und H.J. LAUE: J. Nucl. 
Materials 19, 59 (1966) 
/~10_7 ALTER, H. und CE. WEBER: J. Nucl. Materials 16, 68 (1965) 
/""11_7 BÖHM, H., W. DIENST, H. HAUCK und H.J. LAUE: Irradiation 
Effects on ine Mechanical Properties of Vanadium Alloys, 
ASTM, Annual Meeting 1966, Atlantic City, 27.6. ­ I.7. 
1966, Paper No. 75 
^¿~12_7 H.J. LAUE: Hüllmaterialentwicklung für schnelle Brut­
reaktoren, Kerntechnik 9 (1967) S.125/128 
Tab. 1 Auslegungsparameter für ein Brennelement 








2 ­1 Neutrrflußdichte cms" 
Mechanische Haupt­beanspruchung 








etwa 100 atm 








































6"ΠιΓ * 20 mb 
Έ/20 000 - 1 0 - 1 5 ^ mnrr 
Abtragung = 0,0k jjm/Jhr. 
in Dampf: kei ne Spann-
nungsrißkorrosion, 
Natrium: vernach lass 
sigbarer Massetransport 
Bruchdehnung 
bei 750°C > 1 % 
Bemerkungen 
Gilt für einen 
Strukturmaterial­
anteil im Core von 







der Wanddicke und 
Festigkeit 
ó > 1 % 






I I I - 19 
Tab.3 Absorptionsquerschnitte der 
wichtigsten Metalle 


















































Tab.4 Max.Gehalte an Leg.­Elementen und Absorptionsquerschnitt 
für schnelle Neutronen 
Legierung 
X5 CrNi 189/W.Nr.4301 /AiSI 304 
Ü 1x8 CrNi Nb16 13 / Λ961 
Ό X3 NiCrNb 25 20 
W X8CrNiMoV Nb 16 13 / 4 9 8 8 
é ,X5 CrNi Mo 18 12 / 4436/316 
φ 





2 Inconel X 750 
~ Hastelloy X 





• ^ V ­20 Ti ­10Nb 
.3 
> 
V­10 Ti ­15 Nb 
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­Ni­Legierungen 




Abb.2 Einfluß des Nickelgehalts auf die Spannungs­
risskorrosion von aust.Stählen und Ni­Legierungen 
[ 42%­kochende MgCI2_ Lösung ] 
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ABB.3 MASSE-TRANSPORT VERSCHIEDENER Ni-LEGIERUNGEN 
IN NATRIUM [ NACH U ).] 
m g /cm2 h 
700 750 800 850 
20 Cr. 75 Ni 
20Cr,60Ni.5Mo.15W 
16Cr, 60Ni. 5Mo,15W H 
M 
16 Cr.60Ni . 3 Al 




















550 600 Versuchstemperatur 650 C°C3 700 750 
Abb.U Bruchdehnung verschiedener Legierungen nach Bestrahlungen bei^1021ns/cm: 
Tab. 5 Wirkungsquerschnitte der häufigsten stabilen Isotope verschie 
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ment auf der Basis empirischer Materialgrößen 
2.1 Voraussetzungen und Grundbegriffe 
2.2 Radiale Temperaturverteilung 
2.3 Axiale Temperaturverteilung 
2.k Abhängigkeit der Stableistung, der Wärmeleistungsdichte 
und der zugehörigen elektrischen Leistungsdichte von der 
Kühlmitteltemperatur bei fester Zentraltemperatur und 
festem Hüllradius 
2.5 Hüllradiusabhängigkeit der thermischen Größen bei fester 
Zentral- und Kühlmitteltemperatur 
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während des Reaktorbetriebes 
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rungen 
k. Spalt-Modell 
k.A Ideales Spalt-Modell 
k.2 Reales Spalt-Modell 
5. Zusammenfassung 
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1. Einleitung 
Die Kenntnis der Temperaturverteilung im Erennelement (3E) ist 
für die Beherrschung des BE­Reaktorverhaltens von entscheidender 
Bedeutung, da die bestimmenden Vorgänge und Eigenschaften im 
Brennstoff wie das Spektrum der mechanischen Eigenschaften, die 
thermische Ausdehnung, das Schwellen, die Porenwanderung, die 
Spaltgasfreisetzung, Strukturänderungen, Diffusionsvorgänge wie 
Sauerstoffwanderung usw. relativ stark temperaturabhängig sind. 
Unter Zugrundelegung der für Schnelle Brüter spezifischen Vor­
aussetzungen und auf der Basis von im wesentlichen k konstanten 
Materialgrößen wird die Temperaturverteilung im EE berechnet und 
diskutiert. Die Problematik der Berechnung der Temperaturvertei­
lung innerhalb der Hülle und ihre Veränderung während des Reaktor­
betriebes auf der Basis der Brennstoffwärmeleitfähigkeit und der 
Wärmedurchgangszahl Brennstoff ­ Hülle wird behandelt. Dabei wird 
der Wärmedurchgang durch die Über gangszone Brennstoff ­ Hülle 
auf der Basis eines idealen und realen Spaltmodells genau unter­
sucht. 
2. Quantitative Behandlung der Temperaturverteilung im BE auf 
der Basis empirischer Materialgrößen 
Im folgenden Kapitel werden nach der Darlegung der Grundbegriffe 
und der Festlegung der Voraussetzungen die Temperaturverteilung 
im BE auf der Basis konstanter Materialgrößen abgeleitet und eini­
ge Parameteruntersuchungen durchgeführt. 
2.1 Voraussetzungen und Grundbegriffe 
Die Schnellbrüter­Brennelemente besitzen Zylindergeonetrie 
(r,z). Die Radialabhängigkeit der Wärmeleistungsdichte q kann 
vernachlässigt werden, die z­Abhängigkeit muß in Rechnung ge­
stellt werden. Wegen Brennstofflänge ~^> Brennstoffradius und 
der relativ schwachen z­Abhängigkeit von q ist die z­Komponente 
der Wärmestromdichte Λ gegen die r­Komponente zu vernachlässigen, 
d.h. die Wärme strömt im Brennstoff bzw. im BE radial nach außen 
zur Brennelementoberfläche. Dort wird die Wärme von dem das BE 
umgebenden achsial strömenden Kühlmittel abgeführt. Durch diese 
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Voraussetzungen wurde das Problem separiert in der Weise, daß die 
Radial­ und die Achsialabhängigkeit unabhängig voneinander be­
handelt werden können. Wir interessieren uns im folgenden für die 
stationären Verhältnisse. 
Bei stationären Verhältnissen gilt: 
fff t 
q d V = (j) jd Fn (1) 
V F 
Die in einem Volumen V mit der Wärmeleistungsdichte q erzeugte 
Wärme muß im stationären Zustand durch die Oberfläche F des Vo­
lumens mit der Wärmestromdichte Λ abfließen. 
Definitionsgemäß gilt: 
Hat das (wärmeproduzierende) Brennstoffvolumen V die Länge L, so 
gilt für die Stableistung /C 
χ . i Lav (2) 
Das Wärmeleitintegral Cô ist wie folgt definiert 
T Í CO = J kB (T) dT (3) 
TB 
T = Maximaltemperatur (Bei zentrierten Vollzylindern gleich­o 
bedeutend mit Zentraltemperatur, bei zentrierten Hohlzy­
lindern gleichbedeutend mit der Innenoberflächentempera­
tur. ) 
T,, = Brennstoffoberflächentemperatur ¡5 
In Fig.1 ist ein Querschnitt durch das BE dargestellt. Wir ver­
nachlässigen in diesem Kapitel den Spalt zwischen Brennstoff und 
Hülle und ersetzen den endlichen Temperaturabfall im Spalt durch 
einen Temperatursprung an der Hüllinnenoberfläche. Entsprechend 
verfahren wir mit der Ubergangszone Hülle­Kühlmittel. In Kapitel 
k wird der Temperaturabfall in der Ubergangszone Brennstoff­Hülle 
detailliert behandelt. In Fig.2 ist qualitativ der radiale Tempe­
raturverlauf im BE dargestellt. 
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Fig.1 Querschnitt durch das BE 
in einer bestimmten Höhe 
0 /;> ° '\^ \ 
O C N 
Ζ = Zentralkanal 
Β = (poröser) Brennstoff 
Η = Hülle 
Κ = Kühlmittel 
r7 = Zentralkanalradius 
r„ = Hüllinnenradius H 
r = Hüllaußenradius A 
s = r ­ rTT = Hülldicke A H 
Fig.2 (Qualitativer) radialer 
Temperaturvcrlauf in 




Τ = Zentraltemperatur 
o * 




T_ = Hüllinnentemperatur 
xi 
Τ = Hüllaußentemperatur 
Τκ = Kühlmitteltemperatur 
Wir betrachten im folgenden ein infinitesimales Brennstoffvoll­
oder allgemeiner Hohlzylinderelement (damit werden Brennstoffe 
mit zentralem Kanal, der herstellungs­ oder betriebsbedingt sein 
kann, eingeschlossen) der Dicke dz in der Höhe ζ bzw. im Abstand 
ζ von der Zentralebene. Die Wärme entsteht im Brennstoff voraus­
setzungsgemäß homogen entsprechend q(z) und fließt mit der Wärme­
stromdichte Λ (r,z) radial nach außen ins Kühlmittel. 
Für die angegebenen Voraussetzungen erhält man aus (1 ) mit der 
Fourierschen Gleichung für die radiale Strömung 
= ­ k dT 
k = 
á " d r 
Wärmeleitfähigkeit 
(k) 
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für den Vollzylinder: 
Τ (ζ) 
Χ (Ζ) - q (Ζ) ­ 2ΤΓ= Μ 
für den Hohlzylinder: 
2 2ν k 1í 
kB (T) dT (5) 
TB(z) 
%M 
Xz(z) = qz(z)r (r/ ­ r/) = -^" kß (T) dT (6) 
^4­ 'T r'Z 
mit Γ = — 
3 r* 
Index o für Vollzylinder 
Index Ζ für Hohlzylinder 
Man erkennt aus (5) und (6), daß bei fester Stableistung ^ , fester 
Brennstoffoberflächentemperatur T„ und festem Brennstoffradius rß 
mit wachsendem Zentralkanalradius rz eine gravierende Erniedrigung 
der Maximaltemperatur erfolgt (Thermischer Zentralkanaleffekt 
η j). 
Weiterhin erhält man aus (1) und (2) folgende sowohl für Brennstoff­
voll­ als auch Hohlzylinder gültige Beziehung 
X (z) = 2TTr j (z,r) r > rß (7) 
In / 2_7 und in Beitrag XI wurde die Temperaturverteilung für ra­
dialabhängige Wärmequelldichte q(r) behandelt. Dieser Fall ist 
in thermischen Reaktoren realisiert. 
Die Wärmeleistungsdichte q ist reaktorphysikalisch wie folgt ge­
geben: 
* = e Nfiss ' O­fiss · * ( 8 ) 
Np. = Anzahl der spaltbaren Kerne pro Voleinheit 
Ï 1 5 S 
°fiss = Mikroskopischer Spaltquerschnitt (gemittelt) 
0 = Neutronenfluß 
ο. η. .200 MeV ·. = die pro Spaltung erzeugte thermische Energie 
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Je nachdem, ob es sich um BE eines kritischen Reaktors handelt 
oder um Bestrahlungsproben}muß man 2 Fälle unterscheiden. Im 
Falle der BE eines Reaktors liegt N„. und oí.. durch Reaktor­
° fiss fxss 
große, Brutrate u.a. fest. Durch Variieren von 0 kann man q vari­
ieren. Im Falle von Bestrahlungsproben liegt in 1. Näherung ø 
fest. Hier kann man q durch den Brennstoff (dl. ) und durch die 
i i s s Anreicherung N_. v a r i i e r e n , i i s s 
2 .2 Radia le Tempera tu rve r t e i lung 
Für den B r e n n s t o f f v o l l z y l i n d e r , d .h . für 0 < r < _ r B e r h ä l t man 
aus ( 1 ) , (k) und (5) un te r Verwendung der t empera tu rgemi t t e l t en 




1 2 J 
k (T) dT (9) 
folgenden Temperaturverlauf 
T(z,r) = Τ (ζ) ­ X(z) r
2 
^ V 0 < r <r B ( 10) 
Für die Hülle, d.h. für rß < r < r. folgt aus (k) und (7) folgen­
der Temperaturverlauf 
T(z,r) = TH(z) ­ 2?k £» H Β τ ·*■ r <· r. ΓΗ ­ ­ A (11) 
Die Temperatursprünge an den Übergängen Brennstoff­Hülle (Index 
BH) und Hülle­Kühlmittel (Index HK) sind durch die Wärmedurch­
gangszahlen ß_„ und ß„K wie folgt gegeben: 
ί(ζ'ΓΗ) = ßBH ( T B " TH} 
¿(z,rA) = ß H K (T A- TK) 
(12) 
(13) 
Aus (7), (10), (11), (12) und (13) folgt für die Temperatur-
differenzen: 
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= * - ( z ) (1Ό 
k ης 
Β 
L B V " ΛΗ' *
( ζ ) (15) 
2 r - H ßBH 
2 & i Γη IA (16) Τ ( ζ ) ­ Τ · ( ζ ) = Η ν Av. 2 i r k T Γ Η 
H 
τ (ζ) ­ τ Λ ζ ) = -%&■ ( 1 7 ) Α 2 i r r ß 
¿ , f r A 15ΗΚ 
Durch d ie s t a t i o n ä r e Leistungserzeugung kommt d ie Temperatur­
d i f fe renz Τ ­ Τπ im Brennstoff zus tande . Die anderen Temperatur­
O D 
differenzen (15)j (16) und (1?) sind gewissermaßen die physikalisch 
bedingten nutzlosen Temperaturdiffsrenzen, die die Leistungser­
zeugung auf ein entsprechend, hohes Temperaturniveau heben. 
Wir definieren folgende Verhältnisse: 
TB(z) ­ TH(z) 2 kT 
**A> " ,o(.> ­ TB(z) ■ . B H t,A ­ »j <18> 
Τ (ζ) ­ Τ (ζ) 2ΈΓ / r \ 
Γ,(ζ) - Τ„(ζ) 2 kT 
Dabei haben wir r„ + s = r, verwendet. s= Hülldicke. X, Y und Ζ 
η A 
sind sozusagen die Verhältnisse der betreffenden nutzlosen Tem­
peraturunterschiede zu dem nutzbaren Temperaturunterschied 
To » S' 
2.3 Axiale TemperaturVerteilung 
Die radial durch das BE zur Brennelementoberfläche strömen­
de Wärme wird von dem das BE umgebenden axial strömenden Kühl­
mittel abgeführt. 
Wir betrachten in Höhe ζ ein infinitesimales Zylinderelement 
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der Dicke dz des BE­Zylinders mit Radius r.. Aus diesem fließt 
A 
d i e Wärmeleistung dW(z). 
dW(z) = X(z )dz = 2TTrA>j ( z . r / ^ z (21) 
Diese Leistung muß im stationären Zustand von dem an der Flacha 
2lTr ­dz achsial vorbeiströmenden Kühlmittel abgeführt werden. 
Während der Zeit dt fließt die Kühlmittelmasse drrwan der BE­Ober­
fläche vorbei. Dabei erhöht sich TT, am Ort ζ um dL(z) nach Maß­
K Λ 
gabe der spezifischen Warne c . 
Wir erhalten: 
XW dz . |Sc d τ. Cz) UZ) 
mit 
dmv „dv „„dz mK = dt 
V = Volumen 
F = Querschnittsfläche 
w = Kühlmittelgeschwindigkeit 
f = Sfdt a &F ä t = 3<F w ( 2 3 ) 
V/ir integrieren (22) für konstante Kühlmitteltemperatur T„ über 
den Querschnitt, temperaturunabhängige spezifische Wärme c und 
Ρ 
konstante zeitliche Durchflußmenge m entlang der BE­Länge. Wei­
terhin legen wir zugrunde: 
X= \ . cos S . ζ) (2k) 
°*" VOX 
£e:x = extrapolierte Länge 
Wir erhalten: 
*■>-««.-^[-(14) ♦-(£■)] <«> 
T„. - K ü h l m i t t e l e i n t r i t t s t e m p e r a t u r 
t = BE­Länge f- | < ζ s | j 
Aus (25) f o l g t für d i e Aufheizspanne T, ­ T_. , wobei T. 
Aus Ein ' Au£ 
K ü h l m i t t e l a u s t i ­ i t t s t e m p e r a t u r i s t 
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2 VJ 
v ir ( * * W 
TAus­TEin = —=S­*<ein|Sfin ] (26) 
Für die axial gemittelte Kühlmitteltemperatur Τ,, folgt aus (25) 
Κ. 
und (2é) 
T¿ = Τκ(0) = T A U S + T E i n (27) 
Mit (26) und (27) wird aus (25) 
TK(z) = TK(0) + g (TAus ­ TEin) sin^z) (28) 
mit 
2 sin (2 f ex) 
(29) 
Aus (l*f) bis (17) folgt, daß beliebige radiale Temperaturdiffe­
renzen ^(z), d.h. wegen (.2k) coslx- zl proportional sind. Das be­
deutet, daß die betreffenden Temperaturdifferenzen in der Core­
Zentralebene (z =0) maximal sind. 
Bei den Absoluttemperaturen kommt es zu einer Überlagerung des 
dem cos (·— ζ ) proportionalen X"(z)­Gliedes und des dem­sin­fig".z) pro­
portionalen TK(z)­Gliedes. Je nachdem, welches Glied überwiegt, hat 
man"einen monoton ansteigenden Temperaturverlauf 'oder'einen Verlauf 
mit einem zum Kühlmittelaustritt verschobenen Maximum. 
Aus (14) bis (17) und (28) folgt für den achsialen Verlauf der 
Hüllaußen­ T. und der Zentraltemperatur Τ : 
T A (z ) « T K ( 0 ) + A / " e i a ( ^ J + B c o s [ £ z J ] (30) 
To(z) = TK(0)+A/"ein^zj +roos(fj)] (3D 
wobei A = g (T A u s ­ T E i n ) (32) 
Τ (0) ­ TT.(0) Β = τττ "ί—) (33) 
S U A u s XEin ; 
Τ (0) - T„(0) 
' e ^ A u s - T Ein } 
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Da c o^C^erhält man für g *«··ρ· Je nachdem, ob Q bzw. f~^ « 1 
oder ^ 1 ist, überwiegt das sin­ bzw. das cos­Glied und man hat 
einen monoton ansteigenden Verlauf von T. bzw. T oder einen Ver­ft o 
lauf mit einem zum Kühlmittelaustritt hin verschobenen Maximum. 
Im allgemeinen, d.h. bei hinreichend großen Stableistungen /¿ gilt 
/ ^ 1, d.h. die Aufheizspanne ist gegen die maximale Temperatur­
differenz Brennstoffzentrum­Kühlmittel vernachlässigbar. Das heißt 
für die Zentraltemperatur ergibt sich im allgemeinen ein Verlauf 
mit einem Maximum, das relativ nahe an der Core­Zentralebene liegt. 
Anders ist es mit f§t Bei Natrium­Kühlung ist der Temperatur sprung 
Hülle­Kühlmittel relativ klein und das sin­Glied überwiegt, so 
daß die Hüllenoberflächentemperatur monoton steigt und ihr Maxi­
mum am Kühlmittelaustritt hat. Bei Dampfkühlung dagegen ist der 
betreffende Temperatursprung relativ groß, so daß insbesondere 
bei kleiner Aufheizspanne der Verlauf der Hülloberflächentempera­
tur ein Maximum in der Nähe der Core­Zentralebene besitzen kann. 
In Fig.3 ist der achsiale Verlauf der Hülloberflächentemperatur 
Τ (ζ) und der Zentraltemperatur Τ (ζ) für einen Natrium­ und 
A ° 
einen Dampfbrüter graphisch dargestellt. Dabei wurden die in der 
Na2­ und D2­Studie /~3ι^_7 angegebenen Daten zugrundegelegt. 
2.4 Abhängigkeit der Stableistung, der Wärmeleistungsdichte und 
der zugehörigen elektrischen Leistungsdichte von der Kühl­
mitteltemperatur bei fester Zentraltemperatur und festem 
Hüllradius 
Man muß klar sehen, daß für ökonomische Betrachtungen die Wärme­
leistungsdichte q (d.h. Wärmeleistung pro Brennstoffvolumenein­
heit) oder auch die spezifische Leistung b (d.h. Wärmeleistung 
pro Einheit der spaltbaren Masse) maßgebend sind und nicht etwa 
die Stableistung. 
Man erkennt aus (5)» daß mit wachsender Zentraltemperatur T 
die Stableistung X zunimmt und bei festem Brennstoffradius r_ 
ebenso die Wärmeleistungsdichte q. Als obere Grenze von Τ wird 
zur Zeit bei praktisch allen BE­Konzepten die Schmelztemperatur 
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des Brennstoffes zugrundegelegt. X und damit bei festem r_ auch q 
B 
wächst weiterhin mit abnehmender Brennstoffoberflächentemperatur T_. 
B 
Nach (15) bis (17) nimmt damit auch die Kühlmitteltemneratur T„ 
ab und damit auch der Wirkungsgrad der umzuwandelnden Wärme. Dies 
wollen wir im folgenden quantitativ fassen. 
Die produzierte Wärmeleistung wird praktisch nie zu Heizzwecken 
verwendet, sondern immer in mechanische oder elektrische Arbeits­
?.eistung umgewandelt entsprechend des Wirkungsgrades 77. Dabei ent­
spricht dann der Wärmeleistungsdichte q die elektrische Leistungs­
dichte E (d.h. elektrische Leistung pro Brennstoffvolumeneinheit). 
Wir interessieren uns jetzt für die maximal mögliche Umwandlung 
der bei der Xühlmitteltemperatur T„. anfallenden Wärmeleistungsdichte 
κ. 
q in elektrische Leistungsdichte E. Das heißt wir legen einen 
Carnotprozess zugrunde, bei dem die nicht umgewandelte Wärme bei 
Raumtemperatur TR abgegeben wird. 
Damit gilt: T ­ T E _ _K _R 
q J.K 
= 0¿ (35) 
T_ = Temperatur im Carnotprozess, bei der die nicht 
umgewandelte Wärme abgegeben wird 
7¿ = Wirkungsgrad 
Aus (5), (14) bis (20) und (35) folgt 
'T \ k kT 
(τ ­ τ ) ­­F S ñ (36) 
(rA­e>2 fl+X(r.A) +Y(r A) + Z(rA)J 
Wir haben bereits gesehen, daß mit wachsender Zentraltemperatur T 
die elektrische Leistungsdichte E zunimmt. Wir betrachten im fol­
genden die Abhängigkeit von der Kühlmitteltemperatur Τκ· 
Für TT<. = TR folgt E = 0. Das bedeutet, daß zwar q maximal ist, 
daß aber wegen des verschwindenden Wirkungsgrades 7? keine elek­
trische Leistung erhalten werden kann. 
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Für Tv - Τ folgt E = 0. Das bedeutet, daß zwar der Wirkungsgrad κ o 
maximal ist, daß aber wegen der verschwindenden thermischen Lei­
stung keine elektrische Leistung erhalten v/erden kann. 
Für eine bestimmte Kühlmitteltemperatur TTjr muß daher die 
Κ max 
elektrische Energiedichte E maximal sein. Durch Differentiaiion 
erhält man : 
TKmax = |/To ' TR ( 3 7 ) 
Numerisch ergibt sich für 
Τ = 2800°K (Schmelztemperatur von U0_) o 2 
Tp = 300 Κ (Raumtemperatur als kleinste in Betracht 
kommende Temperatur) 
T„ m n v = 915°K ^ 642°C K. max 
Wenn also eine maximale elektrische Leistungsdichte bei festem 
r. gefordert wird, müssen Zentraltemperatur Τ und Kühlmittel­
temperatur T^ entsprechend (37) aufeinander abgestimmt wer­
1\ ETI 3. Λ 
den. Das heißt Brennstoffe (hinsichtlich der maximal zulässigen 
Zentraltemperatur) und Hüllmaterial (hinsichtlich mechanischer 
Festigkeitseigenschaften und Korrosionseigenschaften gegenüber 
dem betreffenden Kühlmittel bei der entsprechenden Hülltemperatur) 
müssen aufeinander abgestimmt werden. Bei fester Zentraltempera­Max tur T„. etwa über Τ * zu steigern, wäre unter Zugrundelegung 
obiger Forderung Unsinn. 
Es muß betont werden, daß obige Forderung maximaler elektrischer 
Leistungsdichte durchaus etwas willkürlich aufgestellt wurde. Die 
Größenfestlegung erfolgt tatsächlich nach anderen Gesichtspunkten. 
Hinsichtlich wirtschaftlicher Leistungsbrüter erfolgt sie im Hin­
blick auf eine Minimalisierung der Gesamtkosten. So wird z.B. 
im Beitrag VII aus der Minimalisierung der Brennstoffzykluskosten 
bei Konstanthaltung bestimmter Parameter eine optimale spezifi­
sche Leistung b bzw. ein optimaler Brennstof f radius r_, abge­
leitet. 
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2.5 Hüllradiusabhängigkeit der thermischen Größen bei fester 
Zentral­ und Kühlmitteltemperatur 
Im vorhergehenden Abschnitt wurden im wesentlichen die Leistungen 
^, q und E bei festem Hüllaußenradius r. in Abhängigkeit von 
Zentraltemperatur T und Kühlmitteltemperatur T„ untersucht. Da­
* o K 
bei ergab sich bei fester Zentraltemperatur T eine maximale 
elektrische Leistungsdichte E bei der durch (37) gegebenen Kühl­
mitteltemperatur. 
In diesem Abschnitt wird bei vorgegebener Zentraltemperatur T 
und Kühlmitteltemperatur T„ als auch fester Hülldicke Ρ die Ab­
hängigkeit der thermischen Größen X, q, A vom Hüllaußenradius r 
betrachtet und zwar für die Core­Zentralebene (z =0). 
Aus (14) bis (17) nit (18) bis (20) und (24) folgt 
4TkI [<£ (0) ­ T (0)7 
Amax ­ 1 + X (r ) + ï ( r , ) +"z (r ) KSa) 
A A A 
In (38) ist Υ bei festem Τ (θ) ­ Τ (O) in Abhängigkeit von r.. 
dargestellt. Durch (5) ist dann die Wärmeleistungsdichte q und 
durch (7) die Wärmestromdichte A an der Hülloberfläche jeweils 
in Abhängigkeit vom Hüllaußenradius r( bei festem T ­ TK gege­
ben. 
Es muß auch hier betont werden, daß diese Untersuchungen nicht 
im Hinblick auf eine Spezifikation des Hüllradius r. erfolgt 
sind. 
In Fig.'L sind die durch (l8) bis (20) definierten Temperaturver­
hältnisse X5 Υ. Ζ in Abhängigkeit des Hüllradius r für Na2­Be­
dingungen / 3_/ graphisch dargestellt, 
In Fig.5 '­ind %: q und 4 in Abhängigkeit vom Hüllradius r. bei 
fester Temperaturdifferenz T ­ T für Na2­Bedingungen / 3_7 
graphisch dargestellt. 
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3» Qualitative Behandlung der Anderung der Temperaturverteilung 
v/ährend des Reaktorbetriebes 
Die in Kapitel 2 berechnete Temperaturverteilung gründete sich im 
wesentlichen auf die Verwendung von 4 konstanten Materialgrößen: 
die temperaturgemittelten Wärmeleitfähigkeiten des Brennstoffs 
kp und des Hüllmaterials k„ und die Wärmedurchgangszahlen für 
den Übergang Brennstoff­Hülle ß_.„ und Hülle­Kühlmittel ßHK· 
Wegen der geringen Hülldicke ist der Temperaturabfall in der 
Hülle relativ klein, so daß der genaue Wert der Wärmeleitfähig­
keit des Hüllmaterials k„ und seine eventuelle Veränderung wäh­
rend des Reaktorbetriebes von untergeordneter Bedeutung ist. 
Ähnlich ist es mit der Wärme dur chgangszahl ß„„. bei Natrium­Brütern, 
Bei Dampfbrütern ist zwar der Temperaturabfall von der Hülle zum 
Kühlmittel mit einigen 100 C erheblich, aber ßH„ ist gut bekannt 
und seine eventuelle Veränderung beim Reaktorbetrieb ist über­
sehbar. Zusammenfassend kann gesagt werden, daß die Berechnung 
der Hülloberflächentemperatur, der Temperaturen innerhalb der 
Hülle und ihre eventuellen Veränderungen im Reaktorbetrieb auf 
der Basis von k„ und ß„K als relativ unproblematisch anzusehen 
ist. 
Anders ist es mit der Berechnung der Temperaturverteilung inner­
halb der Hülle auf der Basis der 2 konstanten Materialgrößen 
k„ und ß­Dti· Im folgenden wird in qualitativer Weise gezeigt, 
inwieweit es problematisch ist, die Temperaturverteilung inner­
halb der Hülle auf 2 konstante Materialgrößen zu gründen. Wei­
terhin wird ersichtlich, auf welche Weise sich die Temperaturver­
teilung während des Reaktorbetriebes ändert. 
3·1 Thermisch relevante makroskopische Veränderungen innerhalb 
der Hülle 
Als Bezugszustand wählen wir ein Tabletten­ oder ein Hohltablet­
ten­Brennelement mit einer bestimmten Spaltbreite cf, einer ho­
mogenen Tablettenporosität Ρ und gegebenenfalls einem Zentral­
kanalradius r„. 
¿i 
Während des Reaktorbetriebes kommt es zu Änderungen der inneren 
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Geometrie, d.h. der Spaltbreite o, der Porosität Ρ und des Zentral­
kanalradius r , die mit gravierenden thermischen Auswirkungen ver­
bunden sind, wie in /~1_/ quantitativ gezeigt wird. So verkleinert 
sich die ursprünglich vorhandene Spaltbreite durch Volumenver­
größerungen infolge thermischer Ausdehnung und Brennstoffschwellen 
(Kapitel 4). Ein Zentralkanalradius entsteht bzw. ein ursprüng­
lich vorhandener vergrößert sich durch Porenwanderung im "heißen" 
Brennstoffbereich F^^J, d.h. ab ca. 1700 C. Dabei verdichtet sich 
dieser "heiße" Bereich zu nahezu 100 % d.th.D. wobei die Wärmeleit­
fähigkeit zunimmt /""6_7. Gleichzeitig bilden sich aus der ursprüng­
lichen polykristallinen Struktur Einkristalle, was zu einem weiteren 
Anstieg der Wärmeleitfähigkeit führt. Falls ein Zentralkanalradius 
vorhanden ist. führt ein inhomogenes Schwellen in dem Sinne, daß 
der Zentralkanalradius sich relativ stärker vergrößert als der 
Brennstof f radius, zu einer weiteren Temperatur absenkung /l__/ und 
(Kapitel 2.1). 
Von deutlicher thermischer Auswirkung sind auch die während des Ab­
brandes produzierten Spaltgase Xe und Kr, deren Wärmeleitfähig­
keiten erheblich kleiner sind als die von He, das im allgemeinen 
als Füllgas verwendet wird. Hinsichtlich der Auswirkungen auf die 
Porositätsabhängigkeit der Wärmeleitfähigkeit wird dieser Effekt 
in /~6 / untersucht; hinsichtlich des Temperaturabfalls im Spalt 
Brennstoff­Hülle wird dieser Einfluß in Kapitel 4 behandelt. 
Schließlich sind die infolge innerer Spannungen auf Grund von in­
homogener thermischer Ausdehnung und inhomogenen Schwellens sich 
bildenden Risse mit thermischen Veränderungen verbunden. Risse in 
Wärmeflußrichtimg sind dabei verglichen mit denen senkrecht zur 
Wärmeflußrichtung von untergeordneter Bedeutung. Man kann davon 
ausgehen, daß Risse vorwiegend in der äußeren spröden "kalten" 
Brennstoffzone vorhanden sind. Zwar hatten sich bei Inbetrieb­
nahme des Brennelements, als der gesamte Brennstoff noch spröde 
war, durchgehende Risse in der gesaraten Tablette bz\7. Hohltablette 
gebildet. Diese haben sich aber u.U. noch während der Anfahrphase 
in den zentralen Zonen mit vorwiegend plastischen und Kriecheigen­
schaften auf Grund des zusätzlichen Raumbedarfs durch thermische 
Ausdehnung geschlossen. 
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3·2 Thermisch relevante mikroskopische Brennstoffveränderungen 
Hier handelt es sich um Veränderungen im Brennstoffgitter, 
die mit Wärmeleitfähigkaitsänderungen verbunden sind. Als wichtig­
ste Gitteränderungen kommen in Betracht: 
a) Erzeugung von Defekten, d.h. im wesentlichen Erzeugung von 
Leerstellen und Besetzung von Zwischengitterplätzen 
b) Erzeugung von Spaltprodukten 
c) Veränderung der Stechiometrie durch die Vernichtung von spalt­
baren Atomen 
d) Diffusion und Thermodiffusion von Defekten, Spaltprodukten, 
Sauerstoff und schweren Atomen 
Diese Einflüsse sind in f 7 / bis / 11 ~J untersucht worden. 
4. Spalt­Modell 
Wir untersuchen im folgenden den Temperaturabfall ΔΤ in der Uber­
gangszone Brennstoff­Hülle in Abhängigkeit der vorliegenden Be­
dingungen. Bei Tabletten­Brennelementen ist die Ubergangszone 
durch folgende Tatsachen charakterisiert: Die Oberflächen des 
Brennstoffvoll­ bzw. Hohlzylinders und des Hüllhohlzylinders be­
sitzen eine bestimmte Rauhigkeit. Zwischen diesen rauhen Ober­
flächen befinden sich Gase, wobei praktisch nur die Edelgase von 
Bedeutung sind. He und Ar werden als Füllgase verwendet, Kr und Xe 
treten als Spaltgase auf. Weiterhin kann diese Zwischenzone, insbe­
sondere während des Reaktorbetriebes Brennstofftrümmer enthalten. 
Falls die Tablette innerhalb der Hülle radial verschiebbar ist, 
wird man mit einer exzentrischen Lage der Tablette bezüglich der 
Hülle rechnen müssen. 
Man kann 2 Fälle unterscheiden: 
a) Die Spaltbreite ist größer als die Summe der maximalen Rauhig­
keiten der beiden Oberflächen: 
Falls keine Brennstoffbruchstücke vorhanden sind, wird, abge­
sehen von einem eventuellen Kontaktbereich auf Grund der 
Exzentrizität ein Gasspalt vorliegen. Die Spaltbreite wird 
wegen der Exzentrizität und der Rauhigkeiten azimutal verän­
derlich sein. 
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b) Die Spaltbreite ist kleiner als die Summe der maximalen Rauhig-
keiten: 
In diesem Fall wird ein "Eigenkontakt" an einer endlichen Anzahl 
von Kontaktpunkt3n vorliegen. Zusätzlich können Kontakte durch 
Brennstofftrümmer erfolgen. Im Gegensatz zum Fall a) wird hier 
eine relativ gute Zentrierung vorliegen. 
Diese komplexen Verhältnisse in der Ubergangszone werden durch fol-
gende Idealisierung der quantitativen Fassung zugänglich. 
4.1 Ideales Spalt-Modell 
Das ideale Spalt-Modell ist dadurch ausgezeichnet, daß ein 
Spalt konstankter Spaltbreite o entlang des Umfanges vorliegt. D.h. 
der Brennstoff besteht aus einem idealen Voll- bzw. Eohlzylinder 
und die Hülle aus einem bezüglich des Brennstoffs zentrierten 
idealen Hohlzylinder. 
Fig.6 Querschnitt durch das ideale Spalt-Modell 
r, 
B - Brennstoffzylinder 
S = Spalthohlzylinder 









•■i .1.1 V.'jirmedurohgang für den Fall, daß die mittlere freie Weg­
länge Λ < Spaltbreite o ist 
In / 12 7 wurde unter Zugrundelegung der für den Wärmetransport 
durch V'ärmeloitung und Temporaturstrahlung gültigen Beziehungen 
die folgende "Allgemeine Spaltgleichimg,! abgeleitet. Dabei wurde 
bei d<*r Wärmeleitvng der Fall: mittlere freie Weglänge A < Spalt­
breite 0 vorausgesetzt. In dieser Gleichung ist der Temperaturab­
fall ΔΤ iu Gasspalt in Abhängigkeit der Spaltbreite S. der Hüll­
innentempera cur Τμ, des Hüllinnenradius r„, der Stableistung ^ , 
der Gasart (C.) und cos Absorptionsvermögens der Oberflächen (C_.) 
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dargestellt. 
d^  . = 5-= = i — r (39) 'tot y 4 
- c„^ T, 2 rr H St H ί-^-ί 
"Allgemeine Spaltgleichung" 
Index I kennzeichnet den Wärmetransport durch ­Leitung (Fall 
mittlere freie Weglänge Λ < Spalt breite <5*)| Index St den durch 
Strahlung und Index tot den gesamten Wärmetransport. 





cI = j­á (40) 
£ - Molekülfaktor 
Κ = Boltzmannkonstante 
c = Molwärme bei V = const v 
m„ = Masse des Η­Atoms 
M = Atom­ bzw. Molekulargewicht 
Ντ = Loschmidtzahl 
d = Moleküldurchmesser 
cst = ï T Γ (*1) 
©" s Stefan­Boltzmannsche Konstante 
£ , o = Absorptionsvermögen der Brennstoff­ bzw. der 
Hüllinnenoberfläche 
Mit wachsender Spaltbreite nimmt der Wärmeleitungswiderstand zu, 
während der TemperaturStrahlungswiderstand von der Spaltbreite <Ç 
unabhängig ist. D.h. mit wachsender Spaltbreite nimmt der Wärme­
leitungsanteil der Wärmestromdichte ab. Der maximale Temperaturabfall 
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(ΔΤ) ist erreicht, wenn für S >°oder gesamte Wärmetransport 
max r 
durch TemperaturStrahlung zustandekommt. Aus (39) erhält man: 
η bt η 
Für den Grenzfall Λ Τ <cT„, (ΔΤ) ergibt sich, daß die Wärme­
^ H' max ° ' 
durchgangszahl ß_„ unabhängig von ΔΤ ist und damit ihre Verwendung 
gerechtfertigt ist. Wir lassen im folgenden den Index BH weg. Man 
erhält: 
ßtot = ßI = I CI \ f h Λ Τ « TH' ^T)max ^ 
In Fig.7 sind der ΔΤ­5­Verlauf entsprechend (39) und bestimmte 
Näherungen für die Daten der Na2­Studie /~"j5_/j für He und schwarze 
Oberflächen graphisch dargestellt. In Fig.8 ist ß gegen α entspre­
chend (43) für die Edelgase jeweils für 1000 Κ und 1500 Κ graphisch 
dargestellt. Diese Kurven sind auch in /~12_/ mit näheren Ausfüh­
rungen angegeben. 
Bei der Ableitung der Beziehungen wurde beim Wärmeleitungsanteil 
der Fall­ daß die mittlere freie Weglänge Λ < Spaltbreite o ist, 
sugrundegelegt. Aus der Beziehung für die mittlere freie Weglänge /\ 
Κ Τ 
A * T=r-2 W 
72 å TT-p 
Τ = Gastemperatur ( Κ) 
ρ = Gasdruck 
erhält man für He (d ^  2,30 A) und Τ = 1000°K 
Λ ­ S « ^ 7u ( * ) 
Für ρ > 1 at folgt /\ < 0,6,u. Für die anderen Edelgase ist A noch 
kleiner. Nur bei extrem kleinen Spaltbreiten und Porengrößen (die 
Oberflächenrauhigkeiten liegen in der Gegend um 10 ,u) und in der 
Nähe von Kontaktstellen tritt der Fall Λ>ο auf. Während bei Sinter­
brennstoff letzterer Fall nur von untergeordneter Bedeutung ist, 
dürfte er bei Pulvarbrennstoff in größerem Maße realisiert sein. 
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Streng genommen darf in Fig.7 für σ — > 0 der Grenzübergang 
AT — > 0 nicht durchgeführt werden, da die Kurven z.B. für ρ = 1 at 
nur bis <£ = 0,6/U gültig sind. 
Wir werden im folgenden den Warmetransport unter Zugrundelegung 
der Wärmeleitung für A >¿behandeln. 
4.1.2 Wärmedurchgang für den Fall, daß die mittlere freie Weg­
länge Λ y Spaltbreite à ist 
Wir behandeln zunächst die V.'ärmeleitung für den Fall Λ >σ. Ent­
sprechend der eindimensionalen Voraussetzung treffen alle von 
einem Flächenelement der einen Oberfläche ausgehenden Moleküle 
auf die andere Oberfläche. Dabei wird angenommen, daß die Mole­
küle, die die BrennstoffOberfläche verlassen eine Geschwindigkeits­
verteilung besitzen, die der Temperatur ΤΏ entspricht. Ähnliches 
gilt für die Hüllinnenoberfläche. Durch Berechnung der Zahl der 
Moleküle, die pro Zeit und pro Flächeneinheit ausgehen, Multipli­
kation mit der mittleren Molekülenergie, entsprechende Differenz­
bildung und Berücksichtigung der Tatsache, daß die Zahl der an­
kommenden Mokeküle gleich der Zahl der wegfliegenden ist (keine 
Adsorption und Chemisorption) erhält man nach /l3 _7 ei­nen 
direkten Ausdruck für die Wärmestromdichte Λ bzw. gemäß 4 = ßAT 
für die Wärmedurchgangszahl ßT_ 
V T Τ 7 Β I 
7 
1 1 NL yïP f " "Ή fÇ + yïÇ7 
Ν = Anzahl der Moleküle pro Volumeinheit 
Index II kennzeichnet im folgenden den Wärmetransport durch 
­leitung, wobei die mittlere freie Weglänge /[ ? Spaltbreite cfist. 
Wir eliminieren Ν durch den Druck p. Das Gas besteht gewisser­
maßen aus 2 Sorten, den kalten der Temperatur T„ und der Dichte n_ 
und den heißen der Temperatur T­, und der Dichte n_. Zu einem 
Temperatur­ bzw. Dichteausgleich kann es nicht kommen, da ja diese 
beiden Sorten untereinander nicht wechselwirken. Um den Gesamt­
druck zu erhalten, müssen wir die betreffenden Partialdrucke 
addieren. 
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Nach kurzer Rechnung erhält man: 
(46) 
eingesetzt in (45) ergibt sich 
■n C 
f Β / Η 
ß n = Ρ I I . T = Ï 7=Τ- ^7) 
mit 
C n = ^ τ 7 / (48) NL JM f Τ mH K 
Für A Τ « Τ erhält man 
ß n = Ί cii Ρ ­ = ■ (¿f9) TH 
Bei der Ableitung von (45) wurde vorausgesetzt, daß bei jedem 
Wandstoß die Moleküle die Geschwindigkeitsverteilung annehmen, 
die der Temperatur der Wand entspricht. Diese Voraussetzung ist 
keinesfalls mit Notwendigkeit erfüllt, da dies davon abhängt, mit 
einer wie großen Masse der Oberfläche die Gasmoleküle während des 
Stoßes wechselwirken. Zur Berücksichtigung dieser Tatsache führen 
wir summarisch einen Akkomodationskoeffizienter^derart ein, daß 
die bei vorgegebener Temperaturdifferenz T„ ­ T_ übertragenen 
Wärmestromdichten um den Faktor ^ T verkleinert sind. 
Für die gesamte Wärmedurchgangszahl ß. . erhält man für A T < 5 C T „ 
aus (49) unter Berücksichtigung des Akkomodationskoeffizienten 
und des Strahlungsanteils /~12_7 
ßtot ­ ï c i i rp­7==r + i + c s t V 5 (50) 
7 E 
ßSt II Wir berechnen /\ gemäß (44), ­ — und ß gemäß (50) und (&T) 
lw^^ Ι/Ό u X X 
gemäß (7) und (12) jeweils in Abhängigkeit des Gasdruckes für 
die folgenden Daten: 
a) Na-2-Bedingungen £l>J 
X, = 490 W/cm 
r„ = 2,62 mm 
TR = 1000°K 
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b) He als Gas: d = 2,30 A, d.h. 
CII = 3ikk ' 10~ cm W^ 
c) vollständige Akkomodation, d.h. Ζ = 1 
d) schwarze Flächen, d.h. 
,­12 W 
CSt = 5' 6 7 ' 10" cm2 (°0)4 
Durch b) bis d) ist ß__ und ß„. hinsichtlich der Materialgrößen 
C_T und C„ maximal bzw. die entsprechenden Temperaturdifferenzen 
sind minimal. 
Die erhaltenen Ergebnisse sind in Tabelle 1 dargestellt. 
Tabelle 1 Λ
 ßSt 
Abhängigkeit von Λ , ­ö—» ßj. t und (^^ττ vora Gss­
druck ρ für die Bedingungen der Na2­Studie <¿£~3_7, He 









6 . io"1 
6 . io"2 
6 . 10~3 
ßst 
ßII 
2,7 . 10~2 
2,7 . 10~3 
­4 2,7 . 10 H 
2,7 . 10"5 











In Fig.9 ist der ΔΤ-ί-Verlauf für kleine 6 auf der Basis der Na2­
Bedingungen, He, vollständige Akkomodation und schwarzen Ober­
flächen dargestellt. Beim schematischen durchgezogenen Verlauf 
erfolgt der Umschlag vom Wärmeleitungsfall I zum Fall II bei 
S = A · Der gestrichelte Verlauf kennzeichnet etwa die wahren 
Verhältnisse. Der punktierte Verlauf stellt die Extrapolation 
des Falles I füri >Q dar. Die angegebenen Zahlen gelten für 
ρ = 1 at. 
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4.2 Reales Spalt-Modell 
In Kap. 4.1 wurden die realen Verhältnisse in der Ubergangs-
zone Brennstoff-Hülle durch einen Gasspalt konstanter Spaltbreite 
entlang des Umfanges idealisiert. Durch eine solche Idealisierung 
ist es möglich, einen komplexen Sachverhalt auf das '.'3sentliche 
zu reduzieren, wodurch er durchsichtig und quantitativ faßbar 
wird. Man erhält gleichzeitig den Rahmen und die Basis für die 
Behandlung des betreffenden komplizierten Sachverhaltes. 
Die realen Verhältnisse,in der Ubergangszone Brennstoff-Hülle 
sind, wie wir bereits gesehen haben, durch die Fakten der Ober-
flächenrauhigkeiten, der Brennstoffbruchstücke und der exzentri-
schen Tablettenlage charakterisiert. Bei hinreichend kleiner 
Spaltbreite, d.h. wenn die Spaltbreite kleiner als etwa die 
Summe der mittleren Rauhigkeiten der beiden Oberflächen ist, 
hat man als Konsequenz einen Festkörperkontakt an einer endlichen 
Anzahl von Orten. 
Man kann 2 wichtige Grenzfälle unterscheiden: 
a) Die Tablette liegt bezüglich der Hülle zentriert. Es liegt 
eine größere Anzahl von Festkörperkonstanten entlang des Um-
fangs vor bzw. ein bestimmter Bruchteil der Hüllinnenober-
flächo ist in periodischer Anordnung entlang des Umfangs mit 
Brennstoff besetzt. 
b) Es liegt eine exzentrische Lage der Tablette bezüglich der 
Hülle vor. Es wird vorausgesetzt, daß höchstens ein Fest-
körperkontakt durch Berührung der Tablette mit der Hülle vor-
handen ist. Aus der exzentrischen Lage resultiert ein variab-
ler Temperaturabfall in Gasspalt entlang des Umfangs mit der 
Kensequenz einer exzentrischen Temperaturverteilung. Weiter-
hin resultiert eine azimutal variable Wärmestromdichte, d.h. 
es liegt ein'makroskopischer hot-spot" vor. Dieser durch die 
asymmetrische Art der '.'ärmoproduktion bedingte "makroskopische 
hot-spet" steht dem wohlbekannten durch asymmetrische Kühlung beding-
ten ' "makroskopischen hot-npot" gegenüber. Streng genommen 
gibt os noch die'^kroskepischen hot-rrpots", die sich auf 
Fall a) grunden. An den Fcstkcrperkon-cakton ist eine relativ 
größere Wärmestrondichte air an íen Gasb~ücken. Wegen der 
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relativ geringen Entfernungen dieser hot­spots und der relativ 
guten Wärmeleitfähigkeit des Hüllmaterials führt diese azimutal 
periodisch variable Wärme ιstromdichte zu keinen größeren Tempera­
turunterschieden im Hüllmaterial. 
Wir behandeln im folgenden nur den Fall a). Wir legen folgendes 
Modell zugrunde: 
Fig.10 Querschnitt durch das reale Spalt­Modell 
F„ = Hüllinnenfläche, die G 
mit Gas in Kontakt ist 
F_ = Hüllinnenfläche, die Β 
mit Brennstoff in Kon­
takt ist 
Diese Anordnung wiederholt sich periodisch entlang des Umfangs. 
Für die Wärmeleitfähigkeit des realen parallel geschalteten 
Brennstoff­Gas­Systems gilt /~13_7 
k = s 
kB = 
fB = 
1 + real s 
Wärmeleitfähigkeit im Gasspalt 
Brennstoffwärmeleitfähigkeit 
F 
■=·­ Relativer Brennstoff­Flächenanteil 
F 
(51) 
Da dieser Fall nur im Bereich der Oberflächenrauhigkeiten, d.h. 
für Spaltbreiten kleiner als etwa 50/U realisiert ist, ist im 
Spalt der Strahlungsanteil gegev: den Wärmeleitungsanteil ver­
nachlässigbar ./~12_7; so daß die Spaltwärmeleitfähigkeit kg 









= Wärnedurchgangszahl des realten Spalt­Modells 
= Wärmedurchgangszahl des idealen Spalt­Modells 
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e r h ä l t man aus (51) 
τ^- = 1 + f B ( i r - 1 ) (^> 
ßideal B V kG / 
Bei vorgegebener Gasart, Spalttemperatur und Spaltbreite ist 
durch (43) und (52) bzw. durch Fig.8 k_ und ß., η gegeben. Ist 
weiterhin der relative Brennstoff­Flächenanteil f^  bekannt, so 
a kann man nach (53) ß τ ausrechnen. ·^  real 
Β Da τ-— ¿£> 1 (bei He **ίΊ0, mit zunehmender Betriebszeit wird das 
kG 
Verhältnis durch produziertes Kr und Xe noch größer) erhält man 
nach Umformung von (53) 
ßreal = ~f + "£ ' kB <*> 
Wir diskutieren im folgenden qualitativ die Veränderung von 
β ^ im Reaktorbetrieb bzw. die Abbrandabhängigkeit von ß . 
auf der Basis von (54). In (54) ist ß , durch 2 Terme gegeben. 
reaJ. 
Wir betrachten zunächst den ersten Term. Die Gaswärmeleitfähig­
keit zu Beginn ist durch das Füllgas, im allgemeinen He, gegeben. 
Proportional dem Abbrand v/erden die Spaltgase Kr und Xe produ­
ziert und zu einem bestimmten Anteil, der im wesentlichen von 
der Temperaturverteilung abhängt, in den Spalt freigesetzt, so 
daß eine Gasmischung mit den relativ schlecht wärmeleitenden 
Komponenten Kr und Xe entsteht. In dieser Gasmischung nehmen die 
Konzentrationen von Kr und Xe abbrandproportional zu, die von He 
entsprechend ab. Zur quantitativen Erfassung muß man von der 
Wärmeleitfähigkeit von Gasmischungen ausgehen. Wir erhalten 
kG = kG (PHe' A' * ' V (55) 
P„ = Herstellungsbedingter Anfangs­He­Druck 
A = Abbrand 
^,T„ = Stableistung und Kühlmitteltemperatur, die die Tempe­
raturverteilung bestimmen. 
Weiterhin verkleinert sich während des Reaktorbetriebes die ur­
sprünglich vorhandene Spaltbreite 6 durch die Differenz der 
o 
thermischen Ausdehnungen von Brennstoff und Hülle und durch 
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Schwellen. Die Änderung durch thermische Ausdehnung ef™ . ist 
im wesentlichen durch die Temperaturverteilung, die Änderung 
durch Schwellen <£"_ . im wesentlichen durch Temperaturverteilung 
und Abbrand bestimmt. Wir erhalten: 
* = Í ­ ¿Th.A. <*· V "¿Seh (X, V A) = *(*, TK, A) 
(5S) 
■n ig Wir betrachten nun den zweiten Term —yr­ . k_ in (54). Der fB d B Quotient —=■ läßt sich direkt mit dem Kontaktdruck PT, . , . an ^ cf Kontakt 
den Kontaktstellen zwischen Brennstoff und Hülle in Verbindung 
bringen. Es ist anschaulich klar, daß ein zunehmender Kontakt­
druck in Richtung einer Zunahme von f_ und einer Abnahme von O fB wirkt, d.h. der Quotient — hat bei wachsendem Kontaktdruck dxe 
ò 
Tendenz sowohl hinsichtlich des Zählsrs als auch des Nenners 
zuzunehmen. Wir erhalten das sehr wichtige qualitative Ergebnis, 
daß der für die Lebensdauer bzw. den maximalen Abbrand entschei­
dende Kontaktdruck durch die rein thermische Größe der realen 
Wärmedurchgangszahl mitbestimmt ist. Man muß sich vergegenwärti­
gen, daß die Lebensdauer eines Brennelements nicht eine Frage 
des vollständigen Auffüllens des Hüllinnenvolumens ist, sondern 
eine Frage der Wechselwirkung zwischen Brennstoff und Hülle, die 
sich im Kontaktdruck manifestiert. 
Abschließend werden einige Bemerkungen zu der Dauerbetriebswärae­
durchgangszahl angeführt. Man arbeitet bei den BE­Konzepten üb­
W licherwexse ait dem konstanten Wert von ß , = 1 — r . Die an­real 2 o., 
genäherte Konstanz ist anschaulich klar. 
Nach einer bestimmten Zeit, die allerdings deutlich länger ist 
als die Dauer der Anfahrphase, kommt es zu einem Kontakt über 
endlich viele Festkörperstellen derart, daß hinsichtlich 6 und fl 
eine zumindest angenähert stabile Anordnung vorliegt. Weiterhin 
hat die Wärmeleitfähigkeit der Gasmischung k., angenähert den 
durch Kr und Xe bestimmten Endwert angenommen. Damit liegt k„ 
G 
fest, weiterhin ist die Spaltbreite 6 durch die Summe der mittle­
ren Rauhigkeiten der beiden Oberflächen gegeben. Aus dem bisher 
W 
ausschließlich empirisch bestimmten Wert von ß , = 1 — ^ 
real 2 ο_ 
kann man mit (54) den relativen Brennstoff­Flächenanteifm 
ίΏ berechnen. 
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5. Zusammenfassung 
In der vorliegenden Arbeit wurde die Temperaturverteilung im 
Brennelement behandelt. 
In Kapitel 2 wurde die radiale und axiale Temperaturverteilung 
im Brennelement bei vorgegebenen Wärmeerzeugungs- und Kühlungs-
bedingungen mit Hilfe der 4 konstanten Materialgrößen: Brenn-
stoff- und Hüllwärmeleitfähigkeit, Wärmedurchgangszahl Brennstoff-
Hülle und Hülle-Kühlmittel allgemein berechnet. Parameterstudien 
der thermischen Größen hinsichtlich Kühlmitteltemperatur und 
Hüllaußenradius bei fester Zentraltemperatur wurden durchgeführt. 
Der achsiale Verlauf der Hülloberflächen- und der Zentraltempera-
tur wurde für Na2- und D2-Daten berechnet. 
In Kapitel 3 wurde die Veränderung der Temperaturverteilung 
während des Reaktorbetriebes auf Grund von makroskopischen und 
mikroskopischen BrennstoffVeränderungen diskutiert. Man erkennt 
inwieweit es problematisch ist, die Berechnung der Temperatur-
verteilung innerhalb der Hülle auf die 2 konstanten Material-
großen Brennstoffwärmeleitfähigkeit und Wärmedurchgangszahl 
Brennstoff-Hülle zu gründen. Von entscheidender Bedeutung ist 
dabei die Ubergangszone Brennstoff-Hülle und ihre Veränderung 
während des Reaktorbetriebes, die in Kapitel 4 detailliert be-
handelt wurde. 
Diese Ubergangszone ist durch die Fakten der Oberflächenrauhig-
keiten, der Brennstoffbruchstücke und der exzentrischen Tablet-
tenlage charakterisiert. Dieser komplexe Sachverhalt wurde durch 
die Einführung des idealen Spaltraodells, das durch einen Spalt 
konstanter Spaltbreite entlang des Umfangs ausgezeichnet ist, 
durchsichtig. Hier werden 2 Fälle behandelt, je nachdem ob die 
freie Weglänge kleiner oder größer als die Spaltbreite ist. Der 
erste Fall wird durch die "Allgemeine Spaltgleichung" beherrscht, 
durch die der Temperaturabfall im Gasspalt in Abhängigkeit der 
Spaltbreite, der Hüllinnentemperatur, des Hüllinnenradius, der 
Stableistung, der Gasart und des Absorptionsvermögens der Ober-
flächen gegeben ist. Der Fall, daß die mittlere freie Weglänge 
größer als die Spaltbreite ist, wurde ebenfalls detailliert be-
handelt. Dieser Fall ist für Sinterbrennstoff im Gegensatz zu 
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Pulverbrennstoff nur von untergeordneter Bedeutung, da bei den 
in Kernbrennelementen auftretenden Gasdrucken dieser Fall nur 
für Spaltbreiten realisiert ist, die kleiner als 1 /U sind. Hin-
sichtlich der realen Verhältnisse lassen sich 2 Grenzfälle unter-
scheiden: 
a) Exzentrische Tablettenlage: Daraus folgt eine asymmetrische 
Temperaturverteilung bzw. eine azimutal variable Wärmestrom-
dichte, d.h. man erhält einen "makroskopischen hot-spot", 
der dem wohlbekannten durch asymmetrische Kühlung bedingten 
"hot-spot" gegenüber steht. 
b) Konzentrische Tablettenlage mit azimutal periodisch angeord-
neten Festkörperbrücken: Dieser Fall, der nach einer bestimm-
ten Betriebszeit realisiert ist, wurde quantitativ gefaßt und 
hinsichtlich der Abbrandabhängigkeit diskutiert. 
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Symbolverzeichnis 
Wir geben im folgenden die verwendeten lateinischen und 
griechischen Symbole und Indizes an. Obwohl in der Arbeit aus­
schließlich Qrößengleichungen auftreten, v/erden zur Verdeut­
lichung zusammen ¡alt den Größen Maßeinheiten angegeben. 
a) Lateinische Symbole 
A =■■ Abbrand MWd 1— MW α -j 
!_ = Materialgröße­ die zum Wärmeleitungs­ — W ­7 
fall I gehört *- ο -τΈΤ? —ι 
° cm C[ C 
C-- = Materialgröße, dio zum Wärmeleitungs­ τ— cm ­7 
fall li' gehört — ^^βΓί—·/ 
GCJ =: Material große, die zur Temperatur­ ,— W ­7 
Cü . , . . . . . / — Γ" / 
Strahlung genort — ¿/.o„>4 —' 
cm ( C) 
c = Spez, ','cumo (r. = const/ ¡~ — ~sr^ / 
Ρ — g ■J-Í 
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c = Molwärme (ν = const) ν 
d = Moleküldurchmesser 
E = elektrische Leistungsdichte 
e = die pro Spaltung erzeugte thermische 
Energie 
F = Fläche ' 
f = Relativer Flächenanteil 















Atom­ bzw. Molekulargewicht 
Masse 
Masse des H­Atoms 
Ν = Teilchendichte 
NT = Loschmidtzahl 
Ρ sa Porosität 
ρ = Druck 





mol °C " 7 
ri 7 
cm 
/_ MeV __7 
Γ cm _7 
r ^ j 




Γ w cm C 7 
Z~ cm _7 
Γ cm _7 
Γ cm J 
Γ s_7 
r zj 
r-hJ cm /" — 7 
*- mol —' 
r ι _7 
AatJ 
cm 
/~ cm J7 
/"" cm J/ 
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Τ = Temperatur /_ K J 
CT = Stefan-Boltzmannsche-Konstante 
fì\. o =·. Mikroskopischer Spaltquerschnitt 
"£" -- Akkomodationskoeffizient 
T_TN = Kühlmitteleintrittstemperatur ^~ C _J7 
Τ.ττς = Kühlmittelaustrittstemperatur £ C _7 
V = Volumen £~ car J 
W = Wärmeleistung £ W J 
w = Geschwindigkeit ¿^—_/ 
Χ,Υ,Ζ = Temperaturverhältnisse /^ 1 J 
ζ = Zylinderkoordinate £ cm _/ 
b) Griechische Symbole 
A = Reaktorkonstante _£ C _7 
5,Γ1 Reakt or konstanten ^~ 1 __7 
ß = Wärmedurchgangszahl r-h^-J cm 
O = Spaltbreitc £~/u ­7 
£ = Absorptionsvermögen ¿~ 1 _7 
f' = Radienverhältnis _£ 1 _7 
?7 = Wirkungsgrad ^T" 1 _7 
•Ί - Mittlere freie Weglänge Z~"/u _7 
l? -■ Molekülfaktor £~ 1 _7 
Ρ ­ Dichte 2ü7 "~^ ? _7 
cm 
­ 2 o_4 ­/ 
cm C 
£" barn _7 
φ - Neutronenfluß £" -X*— J 
cm s 
Κ. ­ Stableistung Γ~ — ~7 
*- cm —' 
CO = Wärmeleitintegral /""— 7 
° — cm —' 
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Fig. A Abhängigkeit der Temperaturverhältnisse 
X _ TB ­ TH , w _ TH — TA . , , _ J ­7 _ TA — TK . = Το^τΓ ; Y ­ TO^IB" ' U n d Z ­ To ­ T B ' 

































3 6 9 12 
rA Imml > 
IV - 35 
Fig.5 Abhängigkeit der StableistungX.der Wärmeleistungs­
dichteq.und der Wärmestromdichte j an der Hüllober­
fläche vom Hüllaußenradius rA bei fester Zentraltem­
peratur To und fester Kühlmitteltemperatur Τκ 
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Fig.8 Abhängigkeit der Wärmedurchgangszahl β für den 
Spalt Brennstoff­Hülle von der Spaltbreite 6 mit 
Gasart ( He , Ar, Kr, Xe ) und Gastemperatur 
( 1000° Κ und 1 500° Κ ) als Parameter. 
Gültigkeitsbereich der Kurven : ΔΤ « Τ . ( Δ Τ ) max 
Η W cm2 grad. 
ΔΤ = Temperaturabfall im Gasspalt 
Τ = Gastemperatur 
(ΔΤ) = Maximaler Temperaturabfall 
max 
Spaltbreite δ [μ] 
- 53 
Fig.9 Spaltbreitenabhängigkeit des Tempera­
turabfalls im Gasspalt Brennstoff­Hülle 
für kleine Spaltbreitenjd.h. für den Über­





Λ =0,6 6 [μ ] 
Die angegebenen Zahlen gelten für die folgenden Voraussetzungen: 
« ) Na­2­Bedingungen 
X = ¿90 W/cm 
rH = 2,62 mm 
TH= 1000 °K 
β ) He als Gas im Spalt Symbole : 
f) schwarze Oberflächen ΔΤ = Temperaturabfall 
6 ) vollständige Akkomodation 6 = Spaltbreite 
6 ) Gasdruck ρ = 1 at Λ = Mittl.freie Weglänge 
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1. Einleitung 
Bei der Auslegung eines Brennelementstabes sind die Betriebsdaten 
eines Reaktors gegeben. Von dieser Seite her ist der große Rahmen 
des Brennstabkonzeptes gegeben. In diesen Rahmen hinein muß sich 
der Brennstab beim Betrieb fügen. Um das zu gewährleisten, muß 
bei der Auslegung nicht nur das Kriterium der Technik, sondern 
auch das der Sicherheit berücksichtigt werden. Hierzu gehört 
eine umfassende Kenntnis des Betriebsverhaltens solcher Brenn-
stäbe. Sie muß alle Daten der Brennstabmechanik und der Physik 
der Brennstabkomponenten beinhalten. Die reine Kenntnis der Daten 
genügt jedoch nicht, vielmehr muß es das Ziel der Brennstabaus-
legung sein, die Daten in sinnvoller Weise miteinander zu ver-
knüpfen, um das Brennstabverhalten nicht nur allgemein zu beschrei-
ben, sondern auch weitgehend detailliert voraussagen zu können. 
Hier wird nun der Versuch gemacht, den Betriebsverlauf, der in 3 
Phasen eingeteilt wird, zunächst einmal auszuleuchten. In Kapitel 
2 wird der Ausgangszustand charakterisiert, an den sich über den 
Anfahrvorgang der Einfahrvorgang anschließt. Bevor die dritte Phase, 
nämlich die Abbrandphase in Kapitel k und 5 analysiert wird, ler-
nen wir in Kapitel 3 das thermische Verhalten kennen. Hier werden 
Fragen des Temperaturabfalls im Spalt, der Wärmeleitfähigkeit, 
der thermischen Ausdehnung und der Ausdehnung durch zentrales 
Schmelzen behandelt. Der Ablauf der Abbrandphase ist durch die 
Auslegung des Brennstabes weitgehend festgelegt, was aus den bei-
den folgenden Kapiteln hervorgeht. In Kapitel k wird im wesent-
lichen die Rolle des Brennstoffschwellens und der Brennstoffdich-
te bei der Berechnung des maximal erzielbaren Abbrandes mit Hilfe 
einer Abbrandformel beschrieben. Als Nebenprodukt der Betrach-
tungen wird auch eine Formel über die Spaltgasfreisetzung angege-
ben. In Kapitel 5 wird dann das Bild des Brennstabverhaltens im 
Dauerbetrieb abgerundet durch eine vereinfachte Betrachtung über 
die Wechselwirkungen zwischen Brennstoff und Hülle. 
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2. Veränderungen des Brennstoffs beim Betrieb 
2.1 Ausgangszustand 
Die Ausgangsform des Brennstoffes sind Tabletten als Voll-
oder Hohlzylinder von homogener Dichteverteilung mit geschliffener 
oder ungeschliffener Oberfläche und einvibrierter Partikelbrenn-
stoff. Die Stirnflächen der Tabletten können außerdem noch Ein-
senkungen (Dishing) haben. Die Durchmessertoleranzen der Tablet-
ten werden so gewählt, daß ein Einfüllen des Brennstoffes in die 
Hülle mühelos möglich ist und genügend Ausdehnungsraum für die 
thermische Ausdehnung vorhanden ist. Bei vibrierten Brennstoff-
säulen hat die Erfahrung gelehrt, daß die thermische Ausdehnung 
keine deutlich nachweisbare Einwirkung auf das Hüllmaterial hat. 
Insgesamt gesehen gibt es innerhalb des Hüllinnenvolumens vorge-
fertigte Leerräume, welche Volumenvergrößerungen aufnehmen können. 
Außerdem liegen die eigentlichen Brennstoffdichten immer unterhalb 
der theoretischen Dichte. Wenn man den Brennstoff im Hüllinnen-
volumen homogen verteilt, erhält man die Schmierdichte, über die 
Lokalisierung von Leervolumina jeglicher Art läßt sich sagen, daß 
das Ausdehnungsvolumen für die thermische Ausdehnung, außer bei 
sehr hohen Stableistungen, bevorzugt am Brennstoffrand vorhanden 
sein sollte, während die notwendigen Auffangvolumina für das durch 
Spaltprodukte verursachte Brennstoffschwellen der Erfahrung nach 
über den Querschnitt beliebig angebracht werden können. Hier ist 
jedoch dem Einbringen solcher Volumina in Form von Einsenkungen 
oder Spalten der Vorzug gegenüber erhöhter Porosität des Brenn-
stoffs zu geben. 
2.2 Anfahrvorgang 
Sobald der Brennstab in Betrieb genommen ist, erreicht er 
auf Grund seiner Auslegung eine Temperaturverteilung und eine zu-
gehörige therm. Ausdehnung. Dabei treten unterhalb einer bestimm-
ten Temperatur in dem betreffenden äußeren Brennstoffring auf 
Grund der thermischen Spannungen und der spröden Eigenschaften 
radiale und Ringrisse auf, die mit Brennstoffabsprengungen ver-
bunden sind. Proportional zum Ansteigen des Neutronenflusses wird 
die Brennstofftemperatur zunächst ansteigen, um fast gleichzeitig 
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wieder abzunehmen in dem Maße wie die thermische Ausdehnung den 
Wärmeübergang zwischen Brennstoff und Hülle verbessert. Eine 
temperaturerhöhende Komponente wiederum wird durch thermische 
Ringspannungsrisse eingebracht, die den Wärmeübergang verschlech­
tern. 
2.3 Einfahrvor gang 
Zeitlich schließt sich an die eben beschriebenen Vorgänge, 
die im wesentlichen proportional zur Zunahme des Neutronenflusses 
verlaufen, ein zum Anfahrvorgang relativ lang dauernder Einfahr­
vorgang an. Sein charakteristisches Kriterium ist die temperatur­
abhängige Veränderung der Brennstoffstruktur infolge von (ther­
misch aktivierten) Diffusions­ und Kriechvorgängen. Die Dauer des 
Einfahrvorganges ist u.a. über den Boltzmannfaktor von der Tempe­
ratur stark abhängig. Wie Experimente /~1_/ zeigen, kann die Um­
wandlung bei 75Ο W/cm Stableistung und ca. 1000 C Brennstoff­
oberflächentemperatur nach 10 Minuten abgelaufen sein, während 
es bei mittleren Stableistungen um *f00 W/cm einige Wochen dauern 
kann 2^»^ί7· N a c n Ablauf der Umwandlungsvorgänge zeigt die Struk-
tur ein völlig anderes Bild: Es gibt je nach Ausgangsdichte des 
Brennstoffs und der Temperaturverteilung einen mehr oder weniger 
großen Zentralkanal, der durch Porenwanderung und Brennstoffsubli-
mation entstanden ist. Der Brennstoff enthält Temperaturzonen ver-
schiedener Kristallgefüge, Porosität und mechanischer Eigenschaf-
ten. So bilden sich ab etwa I7OO C sog. columnar grains £~5_7i 
die als plastisches Material anzusehen sind (Kapitel 5·Ό· 
Im Temperaturbereich von I3OO-17OO C, wo Kriech- und Diffusions­
vorgänge eine wesentliche Rolle spielen /§,Ί7', finden sich ver­
schiedene Typen von Kr is t all f ormen f^kj. Für Bereiche unterhalb 
dieser Temperaturen ist am Anfang der Betriebszeit des Brennstoffs 
nicht mit strukturellen oder Eigenschaftsänderungen zu rechnen, 
wohl aber nach längerer Betriebszeit; dann wird der Brennstoff 
auch bei Temperaturen unter 1000 C echte Kriecheigenschaften 
Zeiten /^ 3\9J7i die eine Strukturänderung zur Folge haben. Die be-
schriebenen Vorgänge des Einfahrvorgangs sind mit einem Zusammen-
sintern des Brennstoffs und einer entsprechenden Erhöhung der 
Wärmeleitfähigkeit verbunden. Damit sinkt seine mittlere Temperatur 
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ständig. Dieser Effekt wird noch verstärkt durch kontinuierliche 
Annäherung des Brennstoffs an die Hülle in dem Maße, wie das 
Volumen durch Spaltprodukte vergrößert wird und wie durch Lei-
stungsschwankungen des Reaktors oder zyklische Betriebsweise 
infolge thermischer Spannungen Bruchstücke entstehen (Kapitel 
2.2). Auf diese Weise wird der nach abgelaufener thermischer Aus-
dehnung vorhandene Restspalt in den Brennstoff aufgenommen und 
zum Teil bis in den Zentralkanal transportiert. Außerdem wird die 
mittlere Brennstofftemperatur erniedrigt durch die Bildung eines 
Zentralkanals /ϊθ7· Zu erwähnen ist noch, daß bei Beginn des Ein­
fahrvorgangs die Brennstofftemperatur zunächst ansteigt, um erst 
dann aus den eben beschriebenen Gründen abzusinken. Als Ursache 
für den Anstieg könnte freigesetztes Spaltgas, welches die Leit­
fähigkeit des zu Anfang meist mit Helium gefüllten Spaltes zwi­
schen Brennstoff und Hülle stark herabsetzt, in Frage kommen 
/Ï2,l47. Dann erst nimmt die Brennstof f temperatur kontinuierlich 
ab, Fig.1 /T17, um in den Zustand mit relativ beständigen Verhält­
nissen im Brennstoff einzulaufen (siehe Kapitel k). 
3· Das thermische Verhalten eines Brennstabes 
3.1 Temperaturabfall im Spalt 
Zwischen der Innenwand der Hülle und der Oberfläche des 
Brennstoffes befindet sich im allgemeinen ein Spalt. Bei vorge­
gebener Stableistung Λ, , Brennstoffradius fi_, und Wärmedurchgangs­
o 
zahl ß i s t der Temperaturabfal l ΔT im Spalt wie fo lg t gegeben 
( s iehe B e i t r a g IV) . 
y A T = — ( 1 ) * Λ 1 2 7TIL· ß u ' o 
Α. = Stableistung (W/cm) 
R­ = Brennstoffradius (cm) •Β Ρ 
ß = Wärmedurchgangszahl (W/cm Κ) 
Die Wärmedurchgangszahl ß hängt von der Gasart, der Spaltbreite <f 
und den Oberflächentemperaturen ab. Sie ist rechnerisch exakt 
zu beschreiben /T2,13,1^+7. Aus diesen Rechnungen ergibt sich, 
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daß bei einem Anfangsspalt von 75/Us Heliumfüilung und einer 
mittleren Spalttemperatur von 1000 C mit einem Wert von 
ß = 0,35 W/cm Κ zu rechnen ist. Berücksichtigt man jedoch z.B. 
die thermische Ausdehnung eines Stabes mit 5 mm Brennstoffdurch­
messer und V?0 W/cm Stableisbung, so reduziert sich der Spalt auf 
kö AI Weite entsprechend ß = 0,75 W/cm K. Das entspricht einem 
ΔΤ von 380 C oder 2700 C Zentraltemperatur für eingefahrenen 
Brennstoff. Beim Dauerbetrieb jedoch sinkt die Wärmedurchgangs­
zahl durch Spaltgasfreisetzung auf etwa 1/10 ihres ursprünglichen 
Wertes /[T2,13j7· Damit müßten die Brennstof f temperatur en stark an­
steigen und den Spalt allein durch thermische Ausdehnung schlies­
sen. Das wird wegen der Oberflächenrauhigkeit jedoch nicht möglich 
sein. Sie dürfte beim ungeschliffenen Tablettenbrennstoff etwa 
20 yU betragen. Hierfür läßt sich ein Wert für ß = 0,1 W/cm C 
finden. Dieser Wert würde Zentraltemperaturen weit über den 
Schmelzpunkt verursachen. Tatsächlich lassen sich für den eben 
definierten Kontaktfall solche Temperaturen aber nicht nachweisen 
_^ ~*1_7· Vielmehr ergibt sich aus solchen Experimenten ein Wert von 
ß = 1 ­ 1,5 W/cm C. Daraus läßt sich schließen, daß der Brenn­
stoff­Flächenanteil bis zu 10 ^  /Tj+7 im Kontakt mit der Hülle be­
tragen muß. Dies wiederum stützt die These, daß eine völlige An­
näherung des Brennstoffs an die Hülle nicht möglich ist und der 
teilweise vorhandene Kontakt über die Brennstoffrauhigkeit er­
folgt. Für den Anfahr­ und Einfahrvorgang kann also mit 
ß = 0,75 W/cm C gerechnet werden, für den Dauerbetrieb etwa 
mit ß = 1,3 W/cm C. Das entspricht im wesentlichen den in 
Fig.1 wiedergegebenen experimentellen Erfahrungen. 
3·2 Wärmeleitfähigkeit 
Die Wärmeleitfähigkeit k von oxidischem Brennstoff ist in 
letzter Zeit mehrfach untersucht worden /T5­2CJ7. Aus diesen Daten 
sind die Fig.2 und 3 entstanden. Hier werden die Wärmeleitfähig­
keiten für U0_­Pu0_­Brennstoff angegeben, und zwar für Ausgangs­
brennstoff dichten von 85 und 95 % theoretischer Dichte. Die meist 
bei 90 % th.D. gemessenen Werte wurden mit Hilfe der bekannten 
Loeb­Formel (2) auf 95 % und 85 % th.D. umgerechnet. 
k = k (1­nP) (2) 
max K J 
ν ­ 7 
k = Wärmeleitfähigkeit bei Porosität Ρ 
k = Wärmeleitfähigkeit des 100 % dichten Brennstoffs max ö 
Ρ = Porosität, d.h. relativer Volumenanteil des 
Porenvolumens 
η = empirischer Wert 
Dabei wurde in dem auftretenden Dichtebereich für η der empirische 
Wert 1,5 benutzt. Ferner wurde für 85 % th.D. berücksichtigt, daß 
ab etwa 1000 C Verdichten durch Sintern einsetzt, das bei etwa 
1700 °C mit Dichten um 95 % th.D. abgeschlossen ist. Da dies auch 
bei vibriertem Brennstoff geschieht, sind Fig.2 und 3 repräsenta­
tiv für die Reaktorbetriebs­Wärmeleitfähigkeit. 
In Tabelle 1 ist eine Differenzierung des Faktors η entsprechend 
2^_Y7 wiedergegeben. Im Vergleich mit experimentellen Daten er­
scheinen die Werte jedoch etwas hoch. Deshalb wurde hier der Er­
fahrung folgend der Wert η = 1,5 verwendet. 




0,10 ­ 0,15 
0,15 ­ 0,20 
0,20 ­ 0,25 
η 
1,5 
2 , 0 
2 , 4 
2 , 6 
In der Praxis wird häufig die mittlere Wärmeleitfähigkeit eines 
Brennstoffquerschnitts gesucht. Dabei wird der Querschnitt in 2 
Zonen, die durch 1700 C getrennt sind, eingeteilt. In der Zone 
mit einer Temperatur über 1700 °C der hochdichten Säulenkristalle 
wird mit Ρ = 1 gerechnet. Unterhalb 1700 C wird die Fabrikations­
Porosität verwendet. Durch eine lineare Mittelung erhält man: 
ƒ", - η Ρ (1 - ÌZ22)J k = k / 1 ­ η Ρ (1 ­ ."W)J (3) 
max / r._ 
Γ1700 = Radius, bei dem Τ = 1700 °C ist 
r„ = Brennstoffradius 
V ­ 8 
r 1 7 n o berechnet sich aus folgender Beziehung (Beitrag IV und X): 
r2 = rB2 ­ — ­S w (T,Ta) (4) 
Τ, χ Τ Τ 
mit Ar) / • a k(T)dT = w (T) ­ w (T ) 
a 
w (T,T&) = j k(T)dT = | k(T)dT ­
Ta )° (5) 
Τ, ν = Brennstofftemperatur beim Radius r 
Τ = Brennstoffoberflâchentemperatur a 
Χ = Stableistung 
w (Τ) = Wärmeleitintegral, das durch Fig.3 gegeben ist. 
3.3 Thermische Ausdehnung 
Die thermische Ausdehnung von Oxydbrennstoff ist an U0_ 
mehrfach, an UO ­PuO?­Mischbrennstoff weniger untersucht worden. 
Für U0? lassen sich repräsentativ folgende empirische Formeln an­
geben j/22/: 
^ψ. _ 2,1 · 10~9 T2 + 8,k ' 10"6 Τ ­ 3,0 · 10_if (6) 
27°C « T(°C) ^ 1260 °C 
und 
^ = 2 , 9 · 10~9 T2 + 6,8 · 10"6 Τ /~23_7 (7) 
1000 °c ^ T(°C) ^  2250 °c 
Λ Ρ 
Dabei bedeutet ­y die relative Längenänderur.g bei einer Tempera­
turerhöhung von 27 C bis T( C). 
Für UOp­PuO?­Brennstoff mit 20 % PuO kann für den linearen ther­
1 mischen AusdehnungskoeffizientencC— folgende empirische Formel 
angegeben werden /2j\/'. 
oC = 7,87 ' 10~6 + 3,90 Τ / ~ 7 (8) 
0 4= T(°C) < 1200 °C 
V ­ 9 
Diese Angaben werden noch durch neuere Daten ergänzt /25/\ die 
generell darauf hinweisen, daß PuO_­haltiger Brennstoff eine etwas 
höhere thermische Ausdehnung haben könnte als U0_. 
Bei der Berechnung der thermischen Brennstoffausdehnung bei vorge­
gebener Stableistung und Kühlmitteltemperatur ist die Kenntnis 
der Temperaturverteilung erforderlich. Da die Temperatur materie­
gebunden ist, wird am Ort r vor und nach der thermischen Ausdeh­
nung eine andere Temperatur herrschen bzw. die Temperäur wird 
nicht ortsfest sein. Weiterhin ist die Veränderung der Wärmeleit­
fähigkeit während der thermischen Ausdehnung durch entstehende 
Ringrisse zu berücksichtigen /2.CJ. Zu beachten ist, daß die 
thermische Ausdehnung von den mechanischen Brennstoffeigenschaf­
ten abhängt. 
Für die relative Radiusänderung eines spröden Zylinders gilt /2§7 
ψ = § X(T. ­ Ta) (9) 
und eines plastischen Zylinders gilt /2j6_7 
■AR 
rr— = relative Radiusänderung 
T. = Zentraltemperatur 
Τ = Brennstoffoberflächenteraperatur 
oC = therm. Ausdehnungskoeffizient 
J>.k Ausdehnung durch zentrales Schmelzen 
Beim Schmelzen nimmt das Brennstoffvolumen VR um ƒ277 
*Vsch 
yj = 100 s c n = io % (11) 
th 
zu. 
AV , = Volumänderung beim Schmelzen seh & 
V.. = Das zu dem vorgegebenen Brennstoffvolumen V_ der 
Dichte jj> gehörende Volumen des 100 % dichten 
Brennstoffs der Dichte f . h · 
V ­ 10 
Gleichzeitig entsteht jedoch ein Volumengewinn durch verschwindendes 
Porenvolumen. Durch eine einfache Überlegung erhält man für die 
insgesamt auftretende relative Volumenänderung: 
- ^ = 1,1 · d ­ 1 (12) 
Β 
wobei _ _£_ _ th _ r e l a t i v e Brennstoffdichte 
Sth VB 
AV Aus (12) folgt, daß für Dichten kleiner als 91 % th.D. rj— negativ 
Β 
ist, d.h. daß sich das Schmelzen nicht durch eine äußere Volumzu­
nahme bemerkbar macht. 
k. Das Abbrandverhalten des Brennstoffs 
if .1 Schwellvolumen 
Durch die bei der Spaltung erzeugten festen und gasförmigen 
Spaltprodukte schwillt das Brennstof f volumen an, und das zur Ver­
fügung stehende Volumen wird aufgefüllt. Dieses Volumen innerhalb 
der Hülle besteht ggf. aus dem Spaltvolumen V zwischen Brenn­
sp 
stoff und Hülle, dem Volumen einer Stirnflächeneinsenkung V^ und 
dem Porenvolumen V . Das Porenvolumen darf allerdings nicht voll 
in Rechnung gesetzt werden. Quantitative Angaben zu machen, ist 
wegen der dauernden Veränderungen im Brennstoff schwierig, und es 
gibt sehr wenig Angaben dieser Art. Sie zeigen jedoch, daß die 
Porosität den Volumenvergrößerungen durch Schwellen und thermische 
Ausdehnung oberhalb 1700 °C zu 80 % £"lj% v ° n 1300 ­ 1700 °C zu 
50 % /28,29,307 und rechnerisch ermittelt unterhalb I3OO C zu 
30 % zur Verfügung steht. Diese Angaben können bei Dauerbetrieb 
etwas ansteigen in dem Maße wie der Brennstoff plastischer wird 
3,107. 
k.2 S c h w e l l r a t e 
Die S c h w e l l r a t e 77 i s t wie f o l g t d e f i n i e r t : 
AV 
V _ / % 
~~MWd ΰ~· S - / — - β I (13) 
10 000 
schwere Elemente. 
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AV = Volumenänderung beim Schwellen 
" sw ° V.. = Volumen von 100 % dichtem Brennstoff th 
= Abbrand /~MWd 1 
¿ schwere Elemente../ 
Es ist zweckmäßig, zwischen der durch feste und durch gasförmige 
Spaltprodukte zustandekommenden Schwellrate zu unterscheiden. 
Danach liegt die berechnete Schwellrate für feste Spaltprodukte 
zwischen 0,3 und 1,25 % je 10 000 MWd/t /Jl/ bzw· °>^5 % 3e 
10 000 MWd/t /32_7, wobei im letzten Fall die Gültigkeit auf mitt­
lere Temperatiren unter 10C0° beschränkt wird /337· Für das Spalt­
gasschwellen wird 0,55 % - 0,8 % je 10 000 MWd/t angegeben £$2/'. 
Für den Bereich, in welchem dem Brennstoff nennenswerte Kriech­
eigenschaften zugeschrieben werden, s. 5·1, nämlich von I3OO C 
bis 17OO C, lassen sich rechnerisch für das Spaltgasschwellen 
Werte von 0,6 ­ 0,8 % Volumenzunahme je 10 000 MWd/t ermitteln 
6^",7,3^ ¡7. Aus Bestrahlungsexperimenten lassen sich in zahlreichen 
Fällen Gesamtschwellwerte zwischen 1 % und 2 % je 10 000 MWd/t 
herleiten /9,3,31,35,3¿7· Eine Analyse dieser im einzelnen spezi­
fischen Angaben führt dazu, daß man für technische Anwendungs­
zwecke eine generelle Schwellrate von 
% 
#bot = 1'6 MWd (1I° 10 000 schwere Elemente 
benutzt und speziell für den Kriechbereich von 13OO C bis 1700 C 
einen zusätzlichen Betrag von 




Auf Grund der Ausführungen in Kapitel *f.1 und k.2 soll nun 
eine Formel hergeleitet werden, die es erlaubt, den maximal 
erreichbaren Abbrand A eines Brennstabes zu berechnen. Wir 
max 
definieren, daß dieser dann erreicht ist, wenn der Brennstoff 
das gesamte zur Verfügung stehende Leervolumen durch Schwellen 
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verbraucht hat. Das Brennst of f volumen V„ wird in 3 Zonen einge­
teilt, nämlich in eine mit Temperaturen über 1?00 C mit dem 
Volumen V _, in der der Brennstoff weitgehend plastische Eigen­
schaften hat, eine zweite Zone mit Temperaturen zwischen 13ΟΟ C 
und 17OO C mit dem Volumen V. , in der Kriecheigenschaften vor­
liegen ι 
lumen V„ 
und in eine Tief temperaturzone unter I3OO C mit dem Vo­
TT* 
Entsprechend den in Kapitel k.~] angegebenen Werten der dem Schwel­
len in den 3 Zonen zur Verfügung stehenden Porenvolumenanteilen 
erhält man für das gesamte dem Schwellen zur Verfügung stehende 
Porenvolumen 
Vp = P(0,8 Vpl + 0,5 Vkr + 0,3 VTT) (16) 
Wei te res Schwellvolumen b i l d e t der Spal t zwischen Brennstoff und 
Hül le V und e v t . das Volumen e i n e r S t i rnf lächeneinsenkung bei sp 
T a b l e t t e n V^. V e r r i n g e r t wird d ie se Kapazi tä t durch z e n t r a l e s 
Schmelzen AV . und das i n Kap i t e l k.2 d e f i n i e r t e Spal tgasschwel ­
l e n . Dieses wird v e r e i n f a c h t für 50 % Spa l t ga s f r e i s e t zung und 
100 000 MWd/t angese t z t und e r g i b t den Volumenbeitrag von 
0,0*f V, . ' kr 
Aus 0*0 (I5)u­(16) und den angegebenen Voraussetzungen erhält man 
für den maximalen Abbrand A 
max 
= ifë" τ Τ; [Ρ(0'8 V + °'5 V + °>* νττ> 
+ vsp + v D ­ A v S c h ­ o , o ^ v k r ] (17) 
iMWd 
a ι schwere Elemente 
d = Relative Brennstoffdichte 
V_ = (Vorliegendes) Brennstoffvolumen 
V , = Volumen, in dem Τ >1700 °C pl 
'kr V = Volumen, in dem I3OO °C < Τ <1700 °C 
VTT = V o l m n e ni i n dem Τ <1300 °C 
V = Spaltvolumen sp 
V* = Volumen der Einsenkungen (Dishings) 
&V = Volumenänderung beim Schmelzen 
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Die Volumina V ., V und V wurden mit (k) und (5) berechnet 
und sind in Abb.k dargestellt. (17) ist in Abb.5 graphisch dar­
gestellt. Unter Abschätzung der thermischen Ausdehnung von Pul­
ver­Brennstoff wird auch für vibrierten Brennstoff eine Auswer­
tung vorgenommen. 
k.k Spaltgasfreisetzung 
Für die Beschreibung der Spaltgasfreisetzung wird der Brenn­
stoff in die gleichen Temperaturzonen eingeteilt wie es für die 
Entwicklung der Abbrandformel in Kapitel k.J> erfolgt ist. Es 
wird die Spaltgasfreisetzung für die drei Zonen wie folgt be­
rechnet: 
Zunächst wird berechnet, wieviel g Spaltgas bei 1 % Spaltung 
von 1 cm UO ­PuO?­Brennstoff mit 100 % theoretischer Dichte 
=11 g/cm entsteht. 1 % Spaltung des metallischen Anteils in 
1 cm Brennstoff entspricht der Spaltung von 
11 χ 0,88 · 10~2 = 0,097 g 
Von diesen 0,097 g wiederum sind 13 kt.% Spaltgas. Bei Anwendung 
eines mittleren Molekulargewichtes der Spaltgase von 12^,8 er­
gibt sich, daß 13 kt.% gleich 13,5 Gew.^ sind. Damit ist die 
bei 1 % Spaltung je cm Brennstoff entstandene Gasmenge 
0,097 x 13,5 · 10"2 = 0,0131 g 
1 % Abbrand jedoch entspricht 9350 MWd/t , „ . . . Dann 
entsteht je MWd/t , _. Abbrand und cm^ Brennstoff 
schwere Elemente 
1,31 ' 10~2 · 22 400 _ c„ .n-k „ 3 935Õ T2k-&- = 2,51­10 Norm­cm 
Spaltgas. Um die nach dem Gesamtabbrand entstandene Menge Spalt­
gas zu berechnen, ist nun eine Multiplikation mit dem erreich­
ten Abbrand in MWd/t und dem Brennstoffvolumen vorzunehmen. 
Der Abbrand A ist wie folgt gegeben : 
A = * ' % (18) 
0,88 r/KS 
wobei folgendes gilt : 
V ­ 14 
Χ = Stableistung (W/cm) 
rO = Brennstoffradius (cm) 
J> = Brennstoffdichte (g/cm ) 
t = Zeit (Tage) 
Durch Einsetzen der obigen Einheiten erhält man den Abbrand in 
MWd/t. 
Man erhält für die gesamte Spaltgasmenge V , die von der Brenn­
stof f masse mg= g . V während des Abbrandes A erzeugt wird. 
V = 2,51 . 10~H . A . V = ^Z¿ ­ ^ 3^ (Norm cm^) (19) 
sp 0,88 r ^ 2 T ^2 
Dabei sind die obigen Einheiten einzusetzen. 
Um diese Rechnung von der anfangs eingeführten theoretischen Dichte 
11 g/cm unabhängig zu machen und nur auf die wirkliche Brennstof ί­ο dichte zu beziehen, wird mit -rr multipliziert; dann ist 
.-6 X ' t 
rT 
V = 7,3 . 10"υ -V-^ ~B (2°) 
spg 2 Β 'S' 
Nun ist diese Menge zu unterscheiden von der zu erwartenden frei­
gesetzten Menge. Die Freisetzung in den in Kap. 4.3 definierten 
Zonen ist nach /^,3Τ7 zu berechnen mit dem Faktor C, wobei 
0,95 V + 0,5 V + 0,1 ν c = 2 1 — S EL (21) 
Br 
ist. Dann ist die gesamte freigesetzte Menge Spaltgas am Ende der 
Betriebszeit, hier dargestellt in (cm ), bezogen auf den Normal­
zustand 
Vspg = 7 ^ ' 10'6 ¥ f — (°.95 V + 0,5 Vkr + 0,1 VTT) (22) 
B J Br 
ν ­ 15 
5. Wechselwirkung zwischen Brennstoff und Hülle 
5.1 Brennstoffdruck 
Wie bereits in Kap. k dargelegt, ist der Brennstoff unterhalb 
I7OU °C als nicht plastisch anzusehen. Im Bereich von I30C ­ 1?00 G 
ist sein Verhalten durch Kriecheigenschaften bestimmt, während 
der Brennstoff unterhalb 13OO C viskoelastische Eigenschaften be­
sitzt. Viskoelastizität liegt vor, wenn im Norton'sehen Kriechge­
setz £ = k ên der Exponent n = 1 ist. Man erhält dann 
er = ­>£.<£ (23) 
<Γ~ = Spannung (kp/mm ) 
Viskosität bzw. Viskoelastizität 
(Poise = ■=—=■ 10 —*■—5—) 3,5 2 
mm A£ 
é= 1 0 0 ­ ^ ­ WA) K y i e ^ h r j * e 
( r = Z e i t ) 
Es läßt sich leicht zeigen, daß ein langsam schwellender Brennstoff 
mit Temperaturen über 1300 C keine Gefahr für die Hülle bedeutet. 
Unterhalb von 13ΟΟ C soll eine Analyse zeigen, ob nach Erschöpfung 
des Leervolumens innerhalb der Hülle bei einem Kontakt Brennstoff­
Hülle mit Deformationen zu rechnen ist. 
Wir betrachten einen Ring der Dicke d, der gegen die Hülle schwillt. 
Damit bei Kontakt mit der Hülle diese nicht verformt wird, muß 
der Brennstoff mit einer Kriechrate έ, die gleich der linearen 
auf die Zeit bezogenen Schwellrate ist, nach innen kriechen. Dann 
herrscht nach (23) entsprechend seiner Viskosität 77 im Ring eine 
Spannung ö~. Dabei drückt der Brennstoff auf Grund der Kesselformel 
mit folgendem Druck p„ gegen die Hülle : 
M 
d = Brennstoffringdicke 
r,, = Mittlerer Brennstoffringradius 
(23) i>' (2k) eingesetzt liefert: 
V ­ 16 
'Β 
V. . £ . d 
rM 
(25) 
Bei Gleichsetzung von Kriechrate £ mit der linearen auf die Zeit 
bezogenen Schwellrate erhält man mit (13) und (18) 
4Ϊ. ->, ^ 
ν - > e 





Mit folgenden Daten 
Z?"= 1,6 % 
10 4 MWd t(schwere Elemente) 
J> = 11 g/cm-
rD = 2,6 mm B 
erhält man aus (27) folgende Werte: 










^ , 3 
5Λ 
6,5 
Wir berechnen im folgenden den Brennstof f druck ρ für ^  = ^50 W/cm: 
£5 
ÜBr Ring hat dann eine mittlere Temperatur von 950 C. Aus Fig.^ f 
und Fig.6 erhält man folgende Werte: 
— = 0,3 
rM 
<£ = 9 . 105 ^ P_l_à 
mm Ζ~38,39Λ0,ί*1_7 
Diese Werte in (2k) eingesetzt ergibt: 
PB = 1,35 kp/ram' 
ν ­ 17 
5.2 Kontakt zwischen Brennstoff und Hülle 
Um die Auswirkung dieses Druckes auf die Hülle zu erkennen, 
werden die c\ Γ0,2/10 000 
X8CrNiMoVNbl6l3 angewandt 
Zeitdehngrenzwerte des Hüllmaterials 
0,2/10 000 bedeutet die Spannung, die 
in 10 000 h eine Deformation von 0,2 % bewirkt. 
Tabelle 3 ^. ­­Werte in Abhängigkeit der Temperatur für 
X8CrNiMoVNbl6l3 









Wir geben 550 C Hülltemperatur, 2,8 mm mittlerer Hüllradius, 
2 0,38 mm Wandstärke und 0,5 kp/mm Spaltgasdruck vor, der eine 2 HüllrohrSpannung von 3,7 kp/mm bewirkt. D.h. die Hülle kann noch 
2 2 
(19,4 ­ 3,7) kp/mm = 15,7 kp/mm Spannung bis zur zulässigen Ver­
2 
formung von 0,2 % innerhalb von 10 000 h bzw. 2,1 kp/mm Druck 
aushalten. 
Wir berechnen im folgenden, welche Deformationen die Hülle mit 
2 
einem konstanten Druck von 2,1 kp/mm in Abhängigkeit der Stab­
leistung im Brennstoffring verursacht. Dabei setzen wir voraus, 
daß der Brennstoff viskoelastische Eigenschaften mit der Viskosi­
tät 7£ = 9 . io5 ­£&­
ringtemperatur 
entsprechend einer mittleren Brennstoff­
mm von 95O C hat. Aus Fig.k erhält man die 
Ringdickenverhältnisse in Abhängigkeit der Stableistung und mit 
(27) berechnen wir die zugehörigen Deformationen. Die erhaltenen 
Ergebnisse sind in Tabelle k dargestellt. 
Tabelle k Die vom Hülldruck von ρ = 2,1 kp/mm im Brennstoff­


















V ­ 18 
Trägt man die Daten der Tabelle 2 und 4 in Fig.7 auf, so erkennt 
man, daß bei Brennstof f­Hüllrohr konstanten unter 250 W/cm Stab­
leistung der Brennstoffdruck die Hüllrohrkräfte übersteigt. 
Eine beschränkt gültige Aussage über die Möglichkeit einer Axial­
deformation des Hüllrohres läßt sich wie folgt machen: Es wird 
eine Kontaktlänge L zwischen Brennstoff und Hülle definiert, ober­
halb welcher eine Deformation der Hülle η Achsialrichtung auf­
tritt. Es ist gemäß /%¿7 
er­ . s 
L = — 2 (28) 
/u . PB 
G" = Streckgrenze des Hüllmaterials 
y 
s = Wandstärke der Hülle 
AI = Reibungskoeffizient 
ρ = Anpreßdruck des Brennstoffs 
2 
Mit = 16 kp/mm 
/u = 0,5 /~43_7 
s = 0,38 mm 2 PB = 1,35 kp/mm 
erhält man aus (28) L = 9 mm. 
Das würde bedeuten, daß bei einem kraftschlüssigen Kontakt von 
9 mm Länge bereits eine achsiale Deformation auftreten könnte. 
Nun wird der Brennstoffkontakt infolge der Oberflächenrauhigkeit 
des Brennstoffs nicht kontinuierlich sein, so daß das wirkliche 
L wesentlich größer ist. 
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Fig. 2 Reaktorbetriebs­Wärmeleitfähigkeit für 85 und 95% dichte U02­Pu02­
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(Stableistung Χ = 500 W/cm Hülltemperatur TH=550°C) 
Fig.5 Abhängigkeit der Tablettenherstellungsdichte vom max. Abbrand 
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Fig. 6 Viskositäten von U02 in Abhängigkeit der Temperatur 
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1. Einleitung 
Das Ausmaß des Materietransportes im oxidischen Kernbrennstoff 
unter Betriebsbedingungen bestimmt weitgehend dxe Funktionsfähig-
keit, d.h. die Lebensdauer, des Brennstabes. Dabei kann man zwei 
Transportarten unterscheiden: 
a) Materietransport, der zur Änderung der Geometrie des Brenn-
stabes führt, 
b) Materietransport, der innerhalb des Brennstoffes zu Konzentra-
tionsverschiebungen von Spalt- und Brutstoff und von Spaltpro-
dukten führt, ohne daß die Geometrie geändert wird. 
Tatsächlich sind beide Transportarten wenigstens teilweise gekoppelt. 
In diesem Abschnitt werden einige wenige Beispiele dieser Trans-
portvorgänge vom atomistischen Standpunkt aus erörtert, denn die 
Kenntnis des Tr anspor tmecha.ni^ mup: erlaubt ein Urteil darüber, in 
welchen Grenzen und auf welche Art er von außen beeinflußbar ist. 
Wesentliche Transportvorgänge im. Brennstab sind: 
oC) Sintern im P.eaktor 
ß) Plastische Verformung 
Ύ") Porenv/anderunr 
cf) Wanderung von Spaltgas, Schv*ellen des Brennstoffes 
£) Wanderung von Spalt- und Brutatomen im Kristallgitter 
') Wanderung von festen (löslicher, und unlöslichen) 
Spaltproduktatomen im Kristallgitter Ρ 
Als treibende Kräfte für diese Transporterscheinungen treten ent­
weder der Temperaturgradiert dT/cbc, der Gradient des elektroche­
mischen Potentiales grad ¿Toder auch mechanische Kräfte auf, z.B. 
verursacht durch die thermische Ausdehnung oder durch Schwellen. 
Fast in allen Fällen handelt es eich bei diesem Materietransport 
um atomare Platzwechselvorgänge; die bei gehobener Temperatur T, 
einem Temperaturgradienten dT/d:·; bei einem Abbrand S Spaltungen/cm 
und einer Spaltrate S Spaltungen/cm ­sec ablaufen. Da diese Platz­
wechselvorgänge in UO., und (ü. Pu)C, + r zum großen Teil schon 
L— C- "" .Ì m 
außerhalb des Reaktors, d.h. boi S ■-■■ 0 und S ­ 0, noch wenig ver­
vi ­ 3 
standen sind, ist der gegenwärtige Stand unserer atomistischen 
Kenntnisse über die Transporterscheinungen unter Bestrahlung noch 
sehr unbefriedigend. 
Die Grundlage für die meisten Transportmechanismen ist die Kationen­
diffusion im MO + (M = U oder U Pu ), deshalb werden wir diese 
c. — χ ι —y y 
eingehend erörtern und dann auf die plastische Verformung unter Be­
strahlung anwenden. Einige Bemerkungen zum Spaltgasverhalten werden 
diesen Beitrag abschließen. 
Wir werden weder die Porenwanderung,noch Thermodiffusion von Spalt­
oder Spaltproduktatomen, noch die Spaltgaswanderung im Detail er­
örtern, einmal weil dies den Rahmen dieses kurzen Berichtes sprengen 
würde, aber vor allem auch weil die Grundlagen für eine genauere 
Behandlung zur Zeit noch fehlen. 
2. Zustand des Brennstoffes unter Bestrahlung 
Die Spaltschäden, d.h. die Defektproduktion bei der Übertragung der 
Energie der Spaltprodukte an das Gitter ist im U0? im Vergleich zu 
den Metallen noch kaum untersucht. Die Zeit s, die ein Spaltprodukt­
ion im Gitter braucht, um alle kinetische Energie abzugeben, läßt 
­9 sich grob zu 7 ~ 10 sec abschätzen. Das Volumen V , in dem während ° s o' 
dieser Zeit Platzwechselvorgänge durch Ionisierung und direkte Stöße 
­16 3 ík ­3 
auftreten, ist etwa V ~10 cm . Bei einer Spaltrate von Sr~10 cm 
sec wird dann der Bruchteil des Gittervolumens, der sich in jedem 
Augenblick in diesem "aktivierten" (flüssigkeitsähnlichen) Zustand 
befindet 
% = s ν χ ~io­11 
V o s 
d.h. selbst bei hohen Spaltraten befindet sich praktisch das gesamte 
Gitter in einem gut kristallisierten Zustand, in dem alle Gesetze 
der Festkörperphysik gëLten. 
Die beim Abbremsen der Spaltprodukte im Gitter primär und sekundär 
erzeugten Defekte sind Gitterlücken und Zwischengitteratome, so­
wohl im Kationenteilgitter, als auch im Anionenteilgitter (Sauer­
stoff teilgitter) . Für die folgenden Betrachtungen reicht es völlig 
VI - k 
aus, nur die Kationendefekte (Uren und Plutonium-Gitterlücken 
und Zwischengitteratome) zu berücksichtigen, da die Beweglichkeit 
der Sauerstoff ionen bei den interessierenden Temperaturen so hoch 
ist, daß die Gitterfehler im Anionenteilgitter sehr rasch aus-
heilen und die mit den Kationer-defekten erzeugten örtlichen 
elektrischen Felder durch entsprechende Sauerstoffdiffusion so-
fort wieder kompensiert werden. 
Bei Beginn der Bestrahlung wird im Kristallgitter zunächst eine 
Defektkonfiguration aufgebaut, die stark von T, S und S abhängt, 
i 7 1fì ^ 
bis bei S '•»ΊΟ bis 10 Spaltungen pro cm eine erste Sättigung 
erreicht ist /T,27. Sie besteht vor allen darin, daß sich ein Ver­
setzungsnetzwerk ausgebildet hat, dessen Maschenweite vermutlich 
eine Funktion von S und Τ ist. Die erste genauere Untersuchung 
hierzu stammt von Whapham und Sheldon f 2._J. Sie finden nach 
19 3 
S = 2,2 χ 10 Spaltungen/cm und einer Bestrahlungstemperatur 
o ° 
Τ = 100 C einen mittleren Versetzungsabstand von etwa 2000 A. 19 Im weiteren Verlauf der Bestrahlung (S >10 ) v/erden die laufend 
erzeugten Gitterdefekte teils an Senken verschwinden (Versetzungs­
netzwerk), teils rekombinieren und weiter wird ein großer Teil der 
Gitterlücken von Spalt gasatomer, eingefangen werden und zur Erzeu­
gung von Gasblasen beitragen. Dieser Vorgang wird stark von S und 
Τ abhängen. Kennt man die Verteilung der Senken (Versetzungsnetz­
werk, Korngrenzen, Gasblasen) sollte es möglich sein, die Gleichge­
wichtskonzentrationen von Gitterlücken, Zwischengitteratomen und im 
Gitter gelösten Gasatomen zu berechnen und bei bekannten Akti\ie­
rungsenergien für die Beweglichkeit der drei Punktdefektarten auch 
das Verhalten des Systems bei Variationen von Temperatur Τ und Spalt· 
rate S vorauszusagen. Hierfür fehlen im Augenblick allerdings noch 
fast alle notwendigen experimentellen Angaben, um physikalisch 
sinnvolle Vereinfachungen an dem senst nicht lösbaren Differential­
gleichungssystem machen zu können, das diese Zusammenhänge be­
schreibt. 
In Kapitel 3 werden wir ein sehr stark vereinfachtes Modell dieses 
Gleichungssystemes ohne Spaltgase"?fokte benutze­, und in Kapitel 7 
den Einfluß des gelösten Spaltgases kur? erörtern. 
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Im Hinblick auf diese Situation ist es augenblicklich nicht möglich, 
von der Atomistik her zuverlässige Angaben über Transportvorgänge 
zu machen. Die in Kapitel k und 6 angeführten sehr stark verein-
fachten Beispiele sind daher mehr als Hinweise und grob qualitative 
Abschätzungen aufzufassen, denn als exakte quantitative Ergebnisse. 
3. Kationendiffusion unter Bestrahlung 
Normalerweise findet Gitterdiffusion über thermisch erzeugte Git-
terlücken statt. Dann gilt für den Selbstdiffusionskoeffizienten 
(und analog für den chemischen Diffusionskoeffizienten) 
D = b \r C (1) 
V V V O 
ter = ur exp (-HV/RT) ( l a ) 
V o w 
C = exp (-H^/RT) (1b) 
O D 
Dabei bedeuten H und H_ die Aktivierungsenergie für Wanderung w :r> 
bzw. Bildung von Urangitterlücken, v ist die Zahl der Sprünge, 
die eine Gitterlücke pro sec. ausführt, C die Konzentration der 
r ' o 
Gitterlücken im thermischen Gleichgewicht und b ein geometrischer 
Faktor der Dimension cm . Wie in Kapitel 2 erläutert, treten unter 
Bestrahlung zur Konzentration der Gitterlücken C die Konzentratio-
nen C und C. der Gitterlücken und Zwischengitteratome hinzu, die 
V I toi 
durch die Kernspaltungen erzeugt wurden. Der Materietransport wird 
dann unter Bestrahlung durch zwei Diffusionskoeffizienten beschrie-
ben 
D = b yr (c + C ) (2) 
v v v o v 
D i = b i K ( 1 " c i ) ( 3 ) 
wobei aber wegen C. ^  1 die Größe C. vernachlässigt werden kann. 
Wir werden zunächst (2) und die Größen C und C. etwas genauer 
V I o 
untersuchen und dann eine modellmäßige Abschätzung für den Materie-
transport unter Bestrahlung bei tiefen Temperaturen geben (Kapi-
tel 6). 
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k. Einfluß der Spaltrate auf die Leerstellendiffusion 
Vernachlässigt man die Spaltgasproduktion (kurze Bestrahlungszeit) 
und nimmt eine feste Verteilung von Senken für Gitterlücken und 
Zwischengitteratome an (erste Sättigung der Strahlenschäden), dann 
stellt sich ein Gleichgewicht für Produktion und Ausheilung der 
Gitterdefekte ein, das sich durch folgende Gleichungen beschreiben 
l ä ß t : 
K = (C + C ) C. jr. + C ρ­ A (k) 
V O V i l V V V 
K. = (C + C ) C. y. + C. y. Α. (5 ) 
1 O V l l 1 1 1 
Κ. = Κ = Κ (5a ) 
1 ν 
Dabei ist Κ. = Κ die Produktionsrate der Frenkeldefekte und A.=A i v i v 
eine Größe, die Art und Dichte der Senken für Gitterlücken und Zwi­
schengitteratome beschreibt. Die Größen y und \X sind durch Gl.(1a) 
und C durch (1b) definiert, (k) und (5) besagen, daß die mit der 
Häufigkeit K produzierten Gitterlücken teils durch Annihilieren 
mit Zwischengitterabmen und teils an Senken (Versetzungen) ver­
schwinden. Analoges gilt für die Zwischengitteratome. 
Man erhält aus (k) und (5) 
c . 1 (A + c ) ff » ' , 
­ ■ « ' " fw - ï ' - ' ] (7) 
Beide Defektkonzentrationen verschwinden für K = 0, hängen aber 
sonst noch von der Leerstellenkonzentration im thermischen Gleich­
gewicht ohne Bestrahlung C ab. 
Beim Einsetzen der Zahlenwerte in (6) und (7) sieht man, daß bei 
niedrigen Temperaturen und genügend hohen Spaltraten folgende 
Näherungsbeziehungen gelten: 
1/2 
C ~ ƒ — | (6a) 
(7a) 
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Die Defektkonzentraticnen sind dann proportional der Quadratwurzel 
aus der Spaltrate und haben eine Temperaturabhängigkeit, die mit 
der halben Wanderungsenergie für Gitterlücken zusammenhängt. 
Zur Auswertung von (6) und (7) benötigen wir realistische Werte 
der vorkommenden Parameter. Der hier gemachte Versuch, sie zu 
finden, zeigt wie gering unsere Kenntnisse vom U0_ und seinen 
Eigenschaften unter Bestrahlung noch sind. Die wenigen und un­
sicheren experimentellen Ergebnisse, die zur Verfügung stehen, 
erlauben deshalb bestenfalls mögliche Hypothesen aufzustellen, 
aber keine exakten Aussagen. 
Eine erste Abschätzung der Werte für diese Parameter erhält man 
aus den folgenden Überlegungen: 
a) die Defekterzeugungsrate K 
ES g i l t ; 
K = £_S (8) 
S = Spaltrate, η = Anzahl der Frenkelpaare mit einer Lebens­
^ ­9 dauer 6 ^ 10 sec, die pro Kernspaltung erzeugt werden, Ν = An­
3 zahl der Uranatome pro cm . Aus den Ergebnissen von Whapham und 
Sheldon / 2j bei 100 C Bestrahlungstemperatur erhält man 
1*f 3 
η ~/100. Setzt man S = 10 Spaltungen pro cm und Sekunde, wird 
Κ r^k . 10'7 sec­1. 
b) die Senkendichte A 
Hat sich das Versetzungsnetzwerk einmal ausgebildet, gilt A. = 
2 1 A . Bei einer Versetzungsdichte von Ν Versetzungen pro cm 
wird in einer ersten groben Näherung /J' ,8¡7 
Ν a2 2 7 
A = ­° (9) lnR/r o 
Nach 2f~2_7 k & t m a n n a c h S = 2,2 χ 10 Spaltungen pro cm 
Ν *&2 χ 1 0 1 9 cm" . Weiter g i l t a = 3,87 x 10 A und be i 
der hier b e t r a c h t e t e n Verse tzungsdichte i s t 2ίΓ^1η R/r . Da-
o 
mit wird 
? fi A = Ν a ~ 3 x 10 o 
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c) Die Aktivierungsenergien für die Wanderung und die Bildung 
von Defekten in UO_ 
Die Selbstdiffusion von Uran in UO_ ist zwar mehrfach unter­
sucht worden, aber bis heute sind die Ursachen für erhebliche 
Diskrepanzen in den Ergebnissen nicht geklärt. Es gilt nach 
Schmitz und Lindner /"\_7 in ¿1er Beziehung D = D exp ­ Q/RT 
D = 0,23 Q = 104,6 kcal/mol (10) 
dagegen nach Auskern und Belle /~5_7 sowie van Lierde /_ 6_/ 
D = 4,3 χ 10 Q = 88 kcal/mol (11) 
Man kann voraussetzen, daß die Urandiffusion über Leerstellen 
geht, dann gilt auch bei U0_ 
Q = HB + Hw ( 1 2 ) 
siehe auch (1a) und (1b). Weiterhin benötigen wir neben den 
Aktivierungsenergien für die Bildung und die Wanderung von Leer­
stellen H_ bzw. H noch die Wanderungsenergie für Zwischengit­
teratome H . Zur Bestimmung dieser drei Größen stehen neben den 
w D 
stark verschiedenen Ergebnissen (10) und (11) im Augenblick 
nur zwei weitere experimentelle Ergebnisse /""2_/ und ¿_1>J zur 
Verfügung, so daß die im folgenden erschlossenen Werte nur mit 
Vorbehalt betrachtet werden dürfen. 
Nagels et al £"~bj finden aus der Erholung des elektrischen 
Widerstandes in UO , das bei 80°C bis S = 5 χ 10 5 Spalt./cm3 
bestrahlt worden war, eine Aktivierungsenergie 
Η « 53 kcal/mol (13) 
H ist die Wanderungsenergie eines Defektes im Uranteilgitter, 
von dem zunächst unklar ist, ob es sich um Gitterlücken, Zwi­
schengitteratome oder einen komplizierten Defekt handelt. 
Andererseits findet Whapham / 2~/ bei gleichen Bestrahlungsbe­
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o dingungen Agglomerate von Punktdefekten mit ca. 25 A Durchmesser 
16 ­3 und einer Dichte von 10 cm , die sich bei weiterer Bestrahlung 
als Keime für Versetzungsringe aus Zwischengitteratomen heraus­
stellten. Dies bedeutet, bei 100 C sind Zwischengitteratome schon 
sehr beweglich, während Gitterlücken noch praktisch unbeweglich 
sind. Nach einer Faustregel über thermisch aktivierte Prozesse 
Q ~ f RT, >­*»*30, läßt sich damit eine obere Grenze für die Wan­
derungsenergie der Uranzwischengitteratome im U0_ angeben. 
H1 < 22 kcal/mol (14) 
Unter diesem Aspekt liegt es nahe, das Ergebnis von Nagels et al 
von (13) als Wanderungsenergie für Uranleerstellen zu deuten. 
HV ^ 53 kcal/mol 03a) 
Nach (12) hat man dann mit (10) und (11) zwei mögliche Werte für 
die Bildungsenergie der Urangitterlücken, 
H^ m 51,6 kcal/mol £kj (15a) 
HB2 ^ 35 kcal/mo1 3·>ξ] C 15b) 
zwischen denen im Augenblick nicht entschieden werden kann. Ver­
v v gleicht man H_ und Η mit den entsprechenden Großen bei den Me­0 Β w r 
tallen, so würden die Werte (13a) mit (15a) und (10) plausibler 
erscheinen, jedoch reicht dieses Argument für eine Entscheidung 
auf keinen Fall aus. 
Die Ergebnisse sind in Tabelle 1 nochmals zusammengestellt. 
Sie wurden benutzt, um den Zusammenhang zwischen dem Leerstellen­
diflusionskoeffizienten D nach (2) der Temperatur T und der 
v c 
Spaltrate S in Fig.1 darzustellen. Dabei wurden in der ausgezoge­
nen Kurve I. ­ I die Vierte von (10) und in der ausgezogenen 
A ¡5 
Kurve II. ­ II diejenigen von (11) zugrundegelegt. Die Geraden 
A 13 I. ­ I. und II. ­ II, stellen den Tenroeraturverlauf von D ohne A A A A * v 
Bestrahlung nach Gl. (10) bzw. (11) dar, wobei aber die Kurve II. 
weit über ihren Gültigkeitsbereich hinaus zu tiefen Temperaturen 
extrapoliert werden mußte, um noch den Anschluß an den Diffusions­
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koeffizienten mit Bestrahlung zu erhalten. 
Aus der Fig.1 läßt sich entnehmen: 
a) Der Temperaturbereich, in dem der Übergang zwischen reiner 
thermischer Diffusion und der durch Strahlenschäden verstärk­
ten Leerstellendiffusion erfolgt, ist ziemlich breit. Das ist 
zu berücksichtigen, wenn man die Temperaturabhängigkeit von 
Diffusion unter Bestrahlung in Reaktorexperimenten verfolgt. 
Es können dabei falsche Aktivierungsenergien vorgetäuscht 
werden. 
b) Unter den hier behandelten Bedingungen (feste Verteilung von 
Senken, Vernachlässigung der Spaltgaswechselwirkung) gilt für 
den Leerstellendiffusionskoeffizienten bei tiefen Temperaturen 
Τ < T. 
d.h. er ist erheblich weniger von der Temperatur abhängig als 
bei der thermischen Diffusion, aber relativ stark, d.h. wie 
• i/o 
S von der Spaltrate,,siehe Eg.1, rechter linearer Teil 
der Kurven I,, und II_. Die Kurvenäste I_ ­ I_ bzw. II„ ­ IID 
O D D Β o ,13 
repräsentieren den Anteil von D , der durch die Spaltrate S ver­
ursacht worden ist. Sie besitzen ein Maximum, dessen Abszisse 
und Breite durch die Werte der Größen ΗΏ und A und dessen Höhe 
hauptsächlich durch D und K, d.h. S, bestimmt wird. Bei 
hohen Temperaturen nimmt der Bestrahlungseinfluß auf D wieder 
ab (linker gekrümmter Teil der Kurven L, ­ I_ und II_ ­ II«), 
ü D ti ti 
da infolge der höheren Beweglichkeit der Gitterdefekte die 
durch die Bestrahlung erzeugten Gitterlücken und Zwischengit­
teratome in stärkerem Maße rekombinieren und an Senken ver­
schwinden als bei tiefen Temperaturen. 
c) Der Gesamtverlauf der Kurven D (Τ) I, ­ I_ bzw. II, ­ II_ 
ν Α Β Α Β 
hängt wesentlich davon ab, ob das Maximum des Bestrahlungs­
anteils breit ist (Kurve I. ­ I_) oder scharf ausgeprägt ist 
A Β 
(Kurve II. ­ H­r,)· Im letzteren Fall läßt sich der Temperatur­
bereich, in dem der Übergang von der reinen thermischen Diffu­
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sion in die durch S induzierte Leerstellendiffusion erfolgt, nähe­
rungsweise durch eine Temperatur T. charakterisieren, die gegeben 
ist durch 2 0 ­ Hv 
T 32 (17) 
R(ln y ­ In Κ 
r o 
Wie man sieht, steigt T, mit wachsendem Wert von Κ <^S an. Im 
Falle der Kurve I. ­ I_ würde man aber Ύν nach (16) um mehr als 
A B K. 
100 zu hoch erhalten. 
d) Physikalisch erscheint der Verlauf der Kurve II - II unwahrschein-
A Β 
lieh und vermutlich sind die Werte von D und Q nach (11) auf einen 
o 
etwas anderen Diffusionsmechanismus zurückzuführen als diejenigen 
von (10). 
e) Vernachlässigt man die Wech elwirkimg der Gitterdefekte mit den 
Spaltgasblasen nicht, ändert sich die Beziehung (17) in eine ande-
re Abhängigkeit, die noch nicht untersucht ist, die aber sicher 
auch eine geringere Temperaturabhängigkeit als bei thermischer 
Diffusion aufweist. 
Der relativ hohe Selbstdiffusionskoeffizient bei tiefen Temperaturen 
bewirkt, daß feste Spaltprodukte auch bei tiefen Temperaturen und 
relativ kurzen Bestrahlungszeiten schon im Gitter wandern können. 
Um die Bedingungen zu erfassen, unter denen sie sich bei gegebener 
Temperatur, Spaltrate und Abbrand tatsächlich ausscheiden, reichen 
jedoch die einfachen Ansätze für die Defektkonzentrationen, aus denen 
die Gleichungen (k) und (5) stammen, nicht aus. 
5» Einige Bemerkungen zur plastischen Verformung ohne Bestrahlung 
Sieht man von der plastischen Verformung eines Polykristalles durch 
Korngrenzengleiten ab, gibt es zwei Möglichkeiten einen kristallinen 
Festkörper zu verformen. 
a) durch Bewegung von Versetzungen unter äußeren (oder auch inne-
ren Kräften, dies ist die normale Kristallplastizität, 
b) durch gerichtete Diffusion von Gitterlücken (und Zwischengitter-
atomen, siehe unten) infolge äußerer Spannungen, dies ist das 
sog. Nabarro-Herring-Kriechen /""9_J7· 
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Stöchiometrisches U0_ wird etwa ab 1400 C für rasche Verformung 
plastisch /lO_J7, Versetzungskriechen sollte schon bei tieferen 
Temperaturen möglich sein (1200 C) ^ "~11_7· Dagegen läßt sich über­
stöchiometrisches U0_ schon ab 800 C plastisch verformen. Dies 
wurde bisher meist mit der höheren Uran­Selbstdiffusion in H02 
begründet, jedoch werden auch die Eigenschaften der Versetzungen 
durch den Überschuß­Sauerstoff geändert /~12_7. Versuche, das 
Kriechen von U0_ mit dem Nabarro­Herring­Mechanismus zu erklären, 
waren bisher unbefriedigend, da sich die relativ hohen Kriechge­
schwindigkeiten auf diese Weise nicht deuten lassen. 
Beispiele für den Nabarro­Mechanismus ohne Bestrahlung gibt es 
bei hohen Temperaturen. Unter Bestrahlung dürfte er aber bei tie­
fen Temperaturen der wichtigste Verformungsmechanismus überhaupt 
sein. 
6. Tieftemperaturplastizität unter Bestrahlung 
Legt man an einen Kristall unter den in Kapiteln 2 bis k geschil­
derten Bedingungen eine äußere Spannung an, werden die Gitterde­
fekte nicht mehr statistisch isotrop zu den ebenfalls statistisch 
orientierten Senken wandern, sondern es werden diejenigen Senken 
von der Defektart bevorzugt, die eine Deformation im Sinne der 
äußeren Spannung verursachen. Die Verhältnisse sind im Prinzip 





Verse t zungsringe 
Die kurzen Striche sollen Zwischengitterversetzungsringe und die 
Punktreihen Leerstellenversetzungsringe symbolisieren, die beide 
als Senken für beide Defektarten wirken können. Wenn unter der 
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äußeren Spannung alle Zwischengitteratome nur zu den Zwischengit­
terversetzungsringen wandern, wird das betrachtete Volumen in z­
Richtung plastisch gedehnt und in i:­Richtung plastisch schrumpfen. 
Die Gleichungen (k) bis (7) enthalten die nötigen Zusammenhänge, 
um die für diese Verformung zur Verfügung stehenden Teilchenströme 
im Rahmen des zugrunde gelegten Modelies zu berechnen. Solange man 
den Einfluß des Spaltgases vernachlässigen kann (kurze Bestrahlungs­
zeiten) ist die für den Kriechvorgang effektive Produktionsrate K 
für Zwischengitteratome und Gitterlücken gleich. 
K = A C. \r. (18) 
e i i 
Mit den in Tabelle 1 abgeschätzten Beziehungen läßt sich die Tem­
peraturabhängigkeit von K und damit die des Kriechvorganges an­
geben. 
Der Ausdruck für die eindimensionale plastische Kriechgeschwindig­
keit £ lautet für den stationären Zustand 
Ρ 
£ = V . Ν . Κ (19) 
P P e 
—23 3 
V = 4,1 . 10 cm ist das Volumen eines UO~­Moleküls im U0_­
P 3 
Gitter und Ν ist die Anzahl der Uranatome pro cm . 
Bei der Ableitung der Gl. (19) ist vorausgesetzt, daß die Sauer­
stoff diffusion stets mühelos der Urandiffusion folgen kann, so daß 
die langsamere Urandiffusion den geschwindigkeitsbestimmenden 
Schritt darstellt, siehe 2. Diss ist bei Temperaturen 
Τ £100°C der Fall /~2_7· 
Legt man die Verhältnisse nach Fig.1, Kurve I und (10) zugrunde, 
läßt sich bis etwa 1000°C die Größe C. durch 
N/2 
C. 
darstellen, und es gilt mit (18), (19) und (8) 
. 1/2 ­HV 
¿ = m . S . e W/2 RT (21 ) 
m <~^ const. 
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Mit den Werten aus Tabelle 1 läßt sich für 730°C eine Kriechge­
­9 ­1 schwindigkeit £ ~ 3 · 10 sec abschätzen. Jedoch kann dieser 
Zahlenwert um Größenordnungen falsch sein. 
Das wesentliche Ergebnis an (21) ist die Tatsache, daß die Kriech­
geschwindigkeit mit der Quadratwurzel aus dem Fluß geht und eine 
Temperaturabhängigkeit besitzt, die mit der halben Wanderungsener­
gie für Leerstellen zusammenhängt, die Beweglichkeit der Zwischen­
gitteratome fällt interessanterweise in (21) heraus. Wäre die Re­
kombination zwischen Leerstellen und Zwischengitteratomen unberück­
sichtigt geblieben, hätte man £. proportional S und unabhängig 
von der Temperatur gefunden. 
Die durch die Spaltrate S verursachte Tieftemperaturplastizität 
ist zweifellos auch die wesentliche Ursache für das Nachsintern 
des Kernbrennstoffes zu Beginn der Reaktorbestrahlung. 
7. Der Einfluß gelöster Gasatome auf die Defektkonzentrationen 
Die Literatur über die Gasabgabe aus Kernbrennstoffen ist umfang­
reich, aber erst in den letzten 5 Jahren hat man gelernt, das Ver­
halten der Gase im Gitter zu verstehen. Hierzu hat vor allem die 
Elektronenmikroskopie beigetragen, mit deren Hilfe man Gasblasen 
in dünnen Folien sehen und ihr Verhalten studieren kann /l3_/ 
bis 318_7· Die ersten Arbeiten für das Verständnis der Gasblasen 
allgemein wurden jedoch nicht an U0_, sondern von Barnes und Mit­
arbeitern (Harwell) in den Jahren I960 ­ 1964 an Kupfer gemacht, 
siehe auch /~19_7· 
Das Verhalten der im Gitter gelösten Gase unter Bestrahlung dage­
gen läßt sich nur indirekt erschließen, indem man die Gasabgabe 
während der Bestrahlung oder durch Aufheizen der Proben nach der 
Bestrahlung verfolgt. 
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Aus der Tatsache, daß im U02, das bei 100 C bis S = 2,2 . 10 7 be­
strahlt worden war, keine Gasblasen gefunden wurden und daß diese 
sich erst nach Aufheizen bis 1100 C zu bilden begannen / 16_/, 
weiter daß nach Bestrahlung bei 700 C bis S Γ^ΛΟ ebenfalls noch 
keine Gasblasen im U0~ vorhanden waren und diese erst durch nach­
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trägliches Aufheizen bis 15C0 C entstehen /"~18_J7, geht klar eine 
außerordentlich hohe Löslichkeit der Gase im Gitter unter Bestrah­
lung hervor. Sie liegt viele Zehnerpotenzen über der normalen Lös­
lichkeit für Xe und Kr in U0_, die etwa 10 % beträgt. Für das 
Verhalten des Brennstoffes wäre es daher wichtig, diese Löslichkeit 
als Funktion von T, S und S zu kennen, um bei Auslegung des Brenn­
elementes und im Betrieb die optimalen Bedingungen für das Verhalten 
des Brennstoffes einstellen zu können. Dies ist im Augenblick 
nicht möglich. Man kann aber für den Fall, daß die Temperatur nicht 
zu hoch (vielleicht Τ —1200 C) und der Fluß hoch genug ist, in 
einer ersten groben Näherung den Einfluß der Gasatome auf das Fehl­
stellengleichgewicht in (4) und (5) berücksichtigen. 
Das Volumen eines Xe­Atomes ist mit V,r = 50 A so groß, daß es unter 
keinen Umständen in einer Oktaederlücke des UO_­Gitters Platz hat. 
Dagegen sahen wir, daß ein UOp­Molekül im Gitter ein Volumen 
V = 4l A erfüllt. Deformiert man daher das Volumen einer UOp­Mole­
külgitterlücke zu einer Kugel und weitet deren Radius um etwa 7 %, 
hat das Edelgasatom im Gitter Platz. Es ist dann allerdings noch 
von einem anisotropen Spannungsfeld umgeben, das wenigstens auf 
eine weitere UOp­Gitterlücke eine Anziehung ausüben sollte. Unter 
diesen Voraussetzungen können wir annehmen, daß jedes Edelgasatom 
sofort nach seiner Entstehung etwa zwei Kationengitterlücken mit 
den zugehörigen Sauerstoffgitterlücken verbraucht, aber im Gitter 
relativ unbeweglich ist. 
Solange nun das Gas im Gitter gelöst bleibt, d.h. sich noch keine 
stabilen Keime für Gasblasen bilden a) weil entweder die Temperatur 
für die Wanderung der Gasatom­Gitterlücken Komplexe nicht ausreicht 
oder b) weil infolge einer hohen Spaltrate S die sich bildenden 
Keime für Gasblasen laufend wieder aufgelöst werden, braucht man 
in (4) nur K = K ­ nKg, 1 < η % 2 zu setze^und (5a) gilt nicht 
mehr. KQ bedeutet die Produktionsrate der Gasatome. Man erhält 
dann aus (4) und (5) für die Näherung bei tiefen Temperaturen, 
siehe (6a) und (7a): 
/Κ'λ 1/? 
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wobei K' * K ­ n Kg (1 + ~ ) (22a) 
und 
(23) 
Dieses Ergebnis ist etwas überraschend4 denn es zeigt, daß zwar 
wie erwartet die durch die Bestrahlung induzierte Konzentration 
der Gitterlücken abgenommen hat, daß aber die Konzentration der 
Zwischengitteratome in dieser Näherung nicht beeinflußt worden ist. 
Das bedeutet, nicht die Rekombination zwischen Gitterlücken und 
Zwischengitteratomen wird durch das in Lösung befindliche Spalt­
gas beeinflußt, sondern nur die Zahl der Gitterlücken verringert, 
die an Senken verschwinden. Jedoch müssen diese oder ähnliche Mo­
delle genauer studiert werden, ehe weiterreichende Schlüsse daraus 
gezogen werden können. Wichtig ist aber die Tatsache, daß die Ab­
hängigkeit der Defektkonzentrationen von Temperatur und Spaltrate 
auch durch gelöstes Spaltgas in erster Näherung nicht geändert 
wird. 
Wenn das Spaltgas bei höheren Temperaturen in Form von Gasblasen 
ausgeschieden ist, kennt man sein Verhalten relativ gut, und es 
existieren Modelle über die Bewegung von Gasblasen unter einem 
Temperaturgradienten /~22_7 un<* über die Spaltgasabgabe aus UOp 
3^5J sowie über das Schwellen von Metallen ^ 20,2l7· 
Jedoch sind die bis jetzt aufgestellten Gesetzmäßigkeiten noch 
ungenügend mit der Erfahrung verglichen, und es ist wahrschein­
lich, daß diese Modelle noch modifiziert werden müssen. So deuten 
neue Ergebnisse darauf hin, daß die Wanderung der Spaltgasblasen 
beeinflußt wird, wenn das Gitter stark mit festen Spaltprodukten 
verunreinigt ist /~18_7· 
Dagegen sind die für das Verständnis des Verhaltens des Spaltgases 
wichtigen Bedingungen, unter denen sich bei gegebenen Werten von 
S, S und Τ Gasblasen bilden oder wieder auflösen, noch unbekannt. 
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Tabelle 1 
K ~ 4 χ 10 -7 Ί if -3 -1 bei S = 10 cm sec 
K ~ 4 χ 10 -9 12 -3 -3 bei S = 10 'cm sec 
A Λ , 3 Χ 1 0 -6 
C = exp - —-o r RT H^. = 51,6 kcal/mol B1 




V = 53 kcal/mol w 
1 V0 exp 
H w 
RT H
1 £. 20 kcal/mol w 
13 -1 ls-0 = 10 i y sec 
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Fig. 1 Der Temperaturverlauf des Leerstellendiffusions 
koeffizienten Dv unter Bestrahlung bei einer 
Spaltrate von s=10u s^[3tunfn 
3 10 
I A - Iß : 
Unter Benutzung des 
thermischen Diffusions­
koeffizienten nach (10) 
HA - DB . 
Unter Benutzung des 
thermischen Diffusions­
koeffizienten nach (11 ) 
und der Werte von Tabi 
1727 1393 1156 977 837 727 C°C] 
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VII 
1. Einleitung 
In der Brennstoffelementauslegung treffen sich Reaktorauslegung 
und Brennstoffzyklusauslegung. Über das Brennstoffelement i s t 
eine Optimalisierung des Brennstoffzyklus an die Optimalisierung 
des Reaktors verknüpft. Die Materialeigenschaften des Brennstoff­
elementes sind die dabei zu beachtenden Randbedingungen. 
2. Der Brennstoffzyklus 
Unter solcher Perspektive sollen jetzt die wichtigsten Beiträge 
zu den Brennstoffzykluskosten betrachtet werden. Dabei geht es 
nicht darum, diese Beiträge kostenanalytisch genau anzugeben, 
wie das bei einer kostenmäßig genauen Berechnung sonst der Fall 
ist. Vielmehr soll lediglich die prinzipielle Parameterabhängig­
keit der wichtigsten Beiträge klar werden. 
Die hier zu betrachtenden Beiträge zu den Brennstoffzykluskosten 
sind demnach die folgenden: 
a) Zinskosten für den Spaltstoffeinsatz 
b) Kosten für die chemische Wiederaufarbeitung 
c) Kosten für die (Re)­Fabrikation der Brennstoffelemente 
d) Kosten für das erste core. 
Der Brutgewinn soll hier nicht verrechnet werden. Alle Kosten wer­
den auf die kWh bezogen. Ist a der Lastfaktor, so werden im Jahr 
8,7 . 103 . ¿. MKRIT . b . η . 103/­^._Ζ (1) 
kWh abgegeben. Y) ist das Verhältnis von elektrischer zu thermi­
scher Leistung, b ist die Brennstoffelementbelastung in MW pro 
kg spaltbarem Material und M™..­ ist die kritische Masse des 
Reaktors in kg spaltbarem Material. In (1) sind offenkundig Lei­
sungsanteile eventueller axialer oder radialer Brutmäntel nicht 
mit verrechnet. 
Die Zinskosten einer Coreladung selbst bestimmen sich einfach 
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aus 
rf. β . M ^ . 106 fS&SJ (2) 
Dabei ist oC der Plutonium (bzw. Uran) Preis in Dollar pro g spalt­
bares Material, ß ist der Zinsfuß. Die Einheit mill bedeutet 
10 $. Der Umrechnungsfaktor zu Dpfg ist: 
1 mill = 0,4 Dpfg (3) 
Damit ergibt sich der Zinskostenanteil Κ„ΤΝ wie folgt: 
oC . ß . -.-, 
K _ Γ mills y ,^Ν 
*ZINS ~ 8,7 · ef · 7¿ . b ¿- kWh -' v ' 
Die Kosten für die chemische Wiederaufarbeitung einer Coreladi—ig 
mit den dazu gehörigen (axialen) Brutmantelanteilen sind die 
folgenden: 
Z2 . M . 103 3 mills_7 (5) 
Ζ» sind dabei die Kosten in $ pro kg Brennstoffgemisch aus Core 
und axialem Brutmantel. M ­ Masse Brennstoffgemisch in kg einer 
Coreladung, d.h. Brutstoff aus Core und axialem Brutmantel und 
spaltbarem Material aus dem Core. Eine solche Ladung hat die fol­
gende Standzeit 
am (1 + y) 
tST = ­ s , Z"d_7 (6) 
ST 103 . b . ¿ 
y ist das Verhältnis der Masse de?? Brutatome zu der Masse der 
apltbaren Atome im Core, a ist der mittlere Abbrand der Core­
ladung in MWd/t , _Ί . Weil der Tag 2k Stunden hat, er-
schwere Elemente ° ' 
hält man für die Aufarbeitungskosten Κ aus (5) und (6) so­
repro 
mit den folgenden Kostenanteil: 
Z_ . 10? M 
v _ £ τ- mills ­y , » 
repro " 2,4 . &j¡¡ . <r¡ ' MKRIT (1 + y) L kWh -' - n 
Es ist nützlich, sich vor Augen zu halten, daß für durchgehende 
Brennstäbe, die den axialen Erutmantol und das Core bei gleichem 
Durchmesser aufnehmen, die folgende einfache Relation gilt 
Μ ΓΓΤ ν' 'J ^ ' 
KRIT v ' y' "'coro 
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c = chemischer Faktor (Verhältnis der Masse der schweren Atome 
zu der Breimst­oifmasse, z.B. bei U0? c = 0,88). 
Dabei ist H 3cmJ7 d i e Sesamte Länge des Brennstabes,und 
H /"cm 7 ist die Länge des aktiven core Teiles. core — — 
Bezeichnet Ζ die über die Anteile des axialen Brutmantels und 
des Cores gemittelten Fabrikationskosten in $ pro kg (Misch­) 
Brennstoff, so ergibt sich für den Kostenanteil der Fabrikation 
Κ _ , einer Coreladung zunächst in formal gleicher Weise wie refabr ° ö 
bei (7) der folgende Ausdruck: 
"Z­i· 1 ° 2 VT .­II 
K 1 M r- mills ­7 ,_v 
refabr ­ 2,4 . affl . ^  ' MKRIT (1 + y ) k W h 
Allerdings muß jetzt beachtet werden, daß die Einheitskosten Ζ 
eine Funktion des Radius R in cm der Brennstoffstäbe sind, d.h. 
ΖΛ = f (R) (10) 
Eine sorgfältige Auswertung dieser Radiusabhängigkeit führt zwar 
zu noch übersichtlichen, jedoch nicht mehr ganz einfachen Zusam­
menhängen 31 7' Da hier jedoch nicht die genauen Kosten, sondern 
vielmehr nur eine typische Verknüpfung von Brennstoffzyklus und 
Reaktorparametern interessiert, soll nicht der inzwischen ermit­
telte Zusammenhang Ζ (R) aus /~~1_7» sondern der einfachere Zu­
sammenhang betrachtet werden, der sich ergibt, wenn man annimmt, 
daß die Herstellungskosten pro Stab konstant und unabhängig vom 
Radius sind. In dem Radiusbereich 0,5 s R <L 0,8 (cm) ist das an­
nähernd der Fall. Sind k diese Herstellungskosten pro Stab in $ 
so gilt: 
Zu . H . Π ? 2 . o_ 
= _j ses SF , f (B) (11) 
10 
Dabei ist j?„ die (hier als einheitlich angenommene) Dichte des 
Brennstoffs. Beachtet man nun die folgende Relation, 
£-H2 = * < y y> (12) 
b . 1er . ^  
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wobei λ­die mittlere Stableistung in Watt pro cm Stablänge und φ 
S 
die Dichte der schweren Elemente ist, so findet man: 
k„ . 108 . b 
v· _ l _ /_D κι— mills ­y , ­, ν refabr " 2,4 · Η . χ . (l'+y) .Ti. a " e kV 5 V L kWh­7 U ^ ; core t­ m Auch der allgemeine Fall, daß nämlich k nicht konstant ist, 
sondern seinerseits wieder eine Funktion des Radius ist, führt 
wegen (12) auf den gleichen, schon bei (13) angegebenen Funktions­
typus g (­ , a m). 
Nur kurz soll jetzt auf die Frage des ersten (bzw. zweiten Cores) 
eingegangen werden. Wird das Core als ganzes ausgewechselt, so muß 
während der Abbrandzeit des ersten Cores bereits das Ersatzcore, 
also das zweite Core, bereitgestellt werden, ohne daß dieses spalt­
bare Material schon zur Energieerzeugung verwendet werden könnte. 
Wird das Core nicht als ganzes ausgewechselt, sondern beispiels­
1 weise in Teilen zu je —, so wird für das Auswechseln des ersten 
° n' 
η­tels ein η­tel Core Ladung bereitgestellt v/erden müssen, ohne 
daß diese Teilladung zur Energieerzeugung schon verwendet v/erden 
könnte. Kann das ausgewechselte erste η­tel des C^res während der 
nächsten Betriebsperiode (in diesem Beispiel ΐς_/η) aufgearbeitet 
und neu fabriziert werden, so bleibt es bei der Bereitstellung von — core außerhalb des Reaktors. Wird dagegen mehr aus tcm/n für n m . tgip oi 
Aufarbeitung und Fabrikation benötigt, z.B. , so muß der 
m . tcj^p n 
Anteil außerhalb des Reaktors bereitgestellt werden. Die 
kritische Masse bestimmt sich aber aus der geforderten elektri­
schen Leistung Q .. (im Sinne dieser Argumentation wird sie bei 
nuklearen Rechnungen dann vorgegeben), 7? und b. Außerhalb des 
Cores ist also zufolge der eben angestellten Überlegungen der zu­
sätzliche Spaltstoffanteil S 
s ■ ? · γΝ C1*) 
bereitzustellen. 
Bezüglich der Zinskosten bedeutet das einfach in (4) das Anbringen 
des Faktors (1 + — ) . d, 
η 
lastung b' einzusetzen 
.h. statt b ist die effektive Brennstoffbe­
n 
y = ­ ~ ds) 
ι + — 
η 
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falls die Verzinsung in der gleichen Weise wie beim eigentlichen 
Spaltstoffeinsatz erfolgt. 
3. Die bestimmenden Parameter 
Aus (4), (7) und (13) ist ersichtlich, daß die folgenden Parame­
ter die Brennstoffzykluskosten hauptsächlich bestimmen: 
a) oc. ß, k , Z2 
dabei handelt es sich um Einheitskosten im Sinne von Ein­
gangsgrößen. Teilweise sind sie rein fiskalischer Art, teil­
weise fabrikatorischer Art. 
b) ^ , cf 
dabei handelt es sich um Wirkungsgrade im verallgemeinerten 
Sinne des Wortes. 
c) y, a , >¿, H 
m core 
dabei handelt es sich um Materialgrößen des Brennstoffes. Bei 
der Größe y ist das offenkundig, denn das Mischungsverhältnis 
von z.B. Pu zu abger eicher tem Uran ist sicher eine für den 
Brennstoff als Material typische Größe. Bei a als erreichba­
J * m 
rem mittlerem Abbrand ist das nicht offenkundig. Jedoch zeigt 
schon die im Grunde einfache von Karsten entwickelte Formel 
/~2_7, daß es im Prinzip möglich sein wird, aus den als mate­
rielle Bedingungen anzusehenden Spezifikationen für das Brenn­
stoffelement (wie z.B. Schmierdichte, Dicke des Spalts zwi­
schen Brennstoff und Hülle usw.) den möglichen Abbrand a als 
m 
materiell festgelegte Größe vorherzusagen. Die Stableistung X. 
hängt an jedem Querschnitt eines zylindrischen Brennstoffele­
mentes über die einfache Beziehung 
Ti 
-χ = kir Í xd τ dö) 
mit der Außentemperatur an der Oberfläche des Brennstoffs Τ 
a 
der Zentraltemperatur des Brennstoffs T. und der Wärmeleit­
fähigkeit λ. zusammen. Bei praktisch allen Reaktorentwürfen 
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ist die Temperatur T. durch die Schmelztemperatur Τ„η„κ, des 
1 SCHM 
Brennstoffgemisches bestimmt^ z.B* indem man wählt T. = T-„jr.. ­ A T. Die Schmelz t emoeratur ist eine durch das ι SCHM 
Material gegebene Größe. Für den Sicherheitsabstand ΔΤ gilt 
das nicht, jedoch ist der Sicherheitsabstand Λ T gegenüber 
der Größe T. ­ T so klein, daß sein Einfluß auf V ebenfalls i a 
sehr klein ist. Die Außentemperatur T wird nun tatsächlich 
a 
durch die Reaktorauslegung, d.h. hier durch die Temperaturbe­
dingungen, in die das Element eingebettet ist, bestimmt, und 
ist keine Materialgröße. Praktisch jedoch liegen diese Tempe­
raturen ziemlich fest und die möglichen Auslegungsunterschiede 
sind auch hier klein gegenüber T. ­ T . So liegt die maximale 
Stableistung eines Brennstabes mit Pu/U Mischoxyd und Natrium­
kühlung in diesem Sinne bei 480 W/cm. Im Laufe der nächsten 
Jahre mag sich dieser Wert zufolge einer Änderung der Ausle­
gungsparameter des Reaktors (ΔΤ, T ) um 5 % ändern, größer 
I I I g^ 
werden die Änderungen jedoch nicht sein. Allerdings gilt das 
für die maximale Stableistung, bei der Ermittlung der mittle­
ren Stableistung gehen die Formfaktoren ein. Auch hier schwan­
ken die praktisch erreichbaren Werte nur wenig. 
Halten wir einen Augenblick inne: Das hier in Rede stehende 
Problem ist die Verknüpfung der Auslegung des Brennstoffzyklus 
mit der Auslegung des Reaktors im Hinblick auf eine Gesamt­
optimalisierung. Ist der in Rede stehende Reaktor als Typ 
einmal festgelegt (z.B. Schneller Brüter mit Pu/U Mischoxyd 
als Brennstoff und Na als Kühlung), so wird die bei der Opti­
malisierung anstehende Änderung der Auslegungsparameter be­
schränkt sein und in diesem Sinne ist ~X_ primär nur eine von 
Materialeigenschaften bestimmte Größe. 
H ist zwar keine Materialgröße, aber als Maßgröße mit core ö ' ° 
dem Brennstoffstab festgelegt. 
d) Die spezifische Brennstoffbelastung b ist primär ein freier 
Parameter. Das wird besonders deutlich, wenn man sich vor 
Augen hält, daß b direkt und ohne verbindende Materialgrößen 
mit dem Neutronenfluß 0 zusammenhängt: 
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b = (erf)eff . ø . 10~16 . 0,8 (17) 
(oOeff ist der effektive Spaltquerschnitt in barn. In 
Schnellen Brütern mit Pu/U Mischoxyden und Natrium als Kühl­
mittel liegt dieser Wert bei 2. Wie gesagt, ist der entschei­
dende Zug der Gleichung (17) der, daß keine Materialgrößen 
eingehen, die Freiheit der Wahl des Flußniveaus ist unmittel­
bar die Freiheit der Wahl von b. Wegen (12) hängt aber an einer 
solchen freien Wahl von b die Wahl des Radius des Brennstoff­
stabes. Es gibt also einen wirklich offenen Freiheitsgrad 
0 >b *R (18) 
wie immer man ihn auch anspricht, ob mit 0, b oder R. 
4. Die Optimalisierung 
Der eine existierende Freiheitsgrad kann nun dazu benutzt werden, 
um eine Optimalisierung vorzunehmen. Qualitativ kann man sich sehr 
schnell orientieren. Betrachtet man nämlich nicht die Kapitalkosten 
und vernachlässigt man den Effekt, daß letzten Endes bei sich än­
derndem Radius wegen der Forderung Q .. = constant (z.B. 1 000 MWe) 
auch der Wert von y sich ändert, macht man also diese Vernach­
lässigung, um sich überhaupt einmal zu orientieren, eo erkennt 
man sehr schnell, daß in (4) b linear im Nenner und in (13) b 
linear im Zähler vorkommt und daß bei 
JoT. ß . H .a . V . (1 + y) s ^ Ξ Ζ L (19) 
10 . k . S . 3,6 
demzufolge ein Minimum der Zykluskosten liegen muß. In der Tat 
kann man mit Hilfe einer solchen Betrachtung in die Nähe des 
Optimums geführt werden. Für Schnelle Brüter mit Pu/U Mischoxy­
den als Brennstoff und Natrium als Kühlmittel liegt das in Rede 
stehende Minimum der Zykluskosten bei 
1 MW , 
b ** — r — — »R « 3 « >0 <*1 ­ 10 — § (20) 
k£T c. 
° cm sec 
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Jedoch soll hier dieses Optimum etwas sorgfältiger angesprochen 
werden. Zunächst wird man noch einmal die Annahme machen wollen, 
daß die Kapitalkosten in etwa bei der in Rede stehenden Variation 
von R (bzw. b, bzw. 0) konstant bleiben, um nicht in das so un­
durchsichtige Gebiet einer Optimalisierung auch der Kapitalkosten 
geführt zu werden. Das ist gewährleistet, wenn man die Kühlmittel­
eintrittstemperatur Τ , die Aufheizsoanne und damit auch die r ein' 
Kühlmittelaustrittstemperatur Τ konstant läßt. Dann bleibt 
aus 
der thermische Wirkungsgrad unverändert, ebenso die Kosten des 
thermischen Teils des Kraftwerks (wie z.B. Turbine). Fordern wir 
weiter, daß der Druckverlust des Kühlmittels über die Länge des 
Cores, Λρ» konstant bleibt, so ist in etwa der Kapitalkostenan­
teil auch des Reaktors festgelegt. Insbesondere gilt das für die 
Pumpenkosten. Zwar werden sich bei den folgenden Überlegungen Än­
derungen des Coredurchmessers ergeben, diese aber haben auf die 
gesamten Kapitalkosten nur einen sehr geringen Einfluß. Deshalb 
ist mit der Forderung 
Τ . = constans (z.B. 380°C) ein 
Τ = constans (z.B. 5S0°C) (21) 
aus 
4p = constans (z.B. 3 atü) 
in etwa die Konstanz der Kapitaikosten gewährleistet. 
Der jetzt noch vor allem die Coreauele^ un«? bestimmende und noch 
offene Parameter M der relative Kühlmittelvolumenanteil oC · Ist 
weiter ß der relative Strukturmateriel­'oiurnenanteil und schließ­
lich Cj der relative Brennstof f. volumenenteil; so gilt: 
oC + ß + 6J = 1 (22) 
Diese hier definierten oC und ß haben nichts mit den am Beginn 
der Arbeit auftretenden o£(Pu­Preis) und ß (Zinsfuß) zu tun. 
ß liegt durch die Wahl von Τ . . Τ und Δρ in etwa fest. Ist ° ein· aus 
die Wahl von oC erfolgt, so ist mit (22) auch Co festgelegt, das 
heißt, die Parameter der Corezusanmensotzung sind dann festge­
legt. 
Bei gegebenem Radius des BrennGtoffstabes R und vorgegebener Höhe 
des Cores H gibt es aber nur em;n Wert des Kühlmittelvolumen­core 
anteils oC, der zum vorgegebenen Druckabfall Δ ρ führt. Somit sind 
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dann oC , ß, Co sowie per Vorgabe auch R und Η fixiert. Mit V 
core 
ist aber auch die pro Brennstab abgeführte Leistung festgelegt. 
Aus der Relation 
% ' n ' * · Hcore = %1 ( 2 3 ) 
ergibt sich somit die Zahl der erforderlichen Brennstäbe η und 
damit der Durchmesser des cores. Es liegt also die Konfiguration 
des Reaktors und die core Zusammensetzung nun fest. Eine Kritika­
litätsrechnung führt jetzt auf den Wert von y, der den Reaktor 
kritisch werden läßt, über die Relation (12) ist damit schließlich 
auch b bestimmt. Bei solchem Vorgehen, bei dem mit R also auch y 
variiert, kann das Optimum nicht mehr einfach analytisch wie bei 
(19) bestimmt werden. Vielmehr muß man den angegebenen Rechen­
gang für verschiedene R wiederholen und schließlich für jedes R 
die Brennstoffzykluskosten ermitteln. Das führt dann zu einer um­
fangreicheren Studie wie das z.B. in /f~3_7 <*er Fall ist. 
In 3 ^ 3 wird ausgewiesen, daß bei einem Schnellen Brüter mit 
Pu/U Mischoxyd als Brennstoff und Natrium als Kühlmittel die fol­
gende Parameterkonstellation in der Nähe des Optimums der Brenn­
stof f zykluskosten liegt: 
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5» Die Oberflächenbelastung c 
Im folgenden soll noch kurz von der Brennstoff oberflächenbela — 
stung q die Rede sein. Sie bestimmt sich aus der Relation 
q = ­A— (25) 
2 IT R 
Bei allen hier vorgetragenen Argumentationen kommt q nur insofern 
indirekt vor, als bei der Diskussion der relativen Konstanz von X_, 
auf die relative Konstanz der 3rennstoffoberflächentemperatur T 
abgehoben wurde. An die Oberflächentemperatur des Brennstoffes 
schließt sich der Temperatursprung zwischen Brennstoff und Hülle 
an. Dieser Temperatursprung wird bei normaler Ausführung eines 
Brennstoffelementes dadurch gekennzeichnet, daß eine Wärmeüber­
gangszahl von etwa 1 W/cm C vorliegt. Mit dem Wärmestrom ändert 
sich also auch dieser Temperatursprung. Dann folgt der Temperatur­
abfall im Hüllmaterial und danach der Temperatursprung zum Kühl­
mittel. Der letztere ist bei Na*'Kühlung vægen des dort vorliegen­
den guten Wärmekontaktes von Kühlmittel zum Hüllmaterial des 
Brennstoffs sehr klein. Bei Natrium Kühlung liegt der eigentliche 
Wärmewiderstand somit im Spalt zwischen Brennstoff und Hüllmaterial. 
Hier ist es genau die Oberflächenbelastung. die somit in die Be­
stimmung von T und damit in die des des genauen Wertes von Tki 
ει 
eingeht. Es ist der Einfluß in den praktischen Fällen gering, so 
daß schließlich die Oberflächenbelastung nur eine sekundäre, sich 
als Ergebnis der Auslegung ergebende Große ist, die keine primäre, 
die Reaktcrauslegung begrenzende Funktion hat, wie das etwa bei 
der Größe a oder /< der Fall ist. Bei Dampfkühlung ist auch der 
Temperatursprung zwischen Kühlmittel und Hülle erheblich und fällt 
etwa in die gleiche Größenordnung wie der Temperatursprung zwischen 
Hülle und Brennstoff; der Einfluß von q auf ?¿ über T ist also 
cl 
größer als bei Na. Jedoch ist auch bei Dampfkühlung die Ober­
flächenbelastung q als solche keine primäre, die Reaktorausle­
gung begrenzende Größe, vielmehr stellt es sich heraus, daß in 
diesem Falle die Temperatur der Hülle des Brennstoffstabes solche 
primäre, die Reaktorauslegung begrenzend·' Funktion hat. 
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Lediglich bei dem sogenannten burn-out Effekt, wo der die Hülle 
des Brennstoffstabes benetzende Flüssigkeitsfilm zerreißt, kommt 
der Oberflächenbelastung eine primäre, den Reaktorentwurf direkt 
beeinflussende Funktion zu. Bei Schnellen Brütern beider Kühl-
mittel, Natrium und Dampf, spielt der burn-out Effekt aber prak-
tisch keine Rolle (nur bei Sicherheitsüberlegungen kommt er ge-
legentlich in's Spiel). Die Oberflächenbelastung ist also im Zu-
sammenhang mit der Auslegung eines Brennstabes eines Schnellen 
Brüters in keiner Weise ein Kriterium. 
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Symbolverzeichnis 
Sämtliche in der Arbeit vorkommenden Größen sind in ihrer Maßein­
heit festgelegt. Die auftretenden Symbole bedeuten streng ge­
nommen Maßzahlen der betreffenden Größen. 
a) Lateinische Symbole 




r- MWd ­, 
¿ t ­/ 
schwere Elemente 
MW 
— kr t —/ 
° schwere Elemente 
3U 
H Gesamte Brennstablänge ges 
H Core Höhe core 
/"cm_7 
/fcm_7 
Fabrikationskosten pro Stab Γ-Λ-7 
— pin—' 
K „ , Fabrikationskosten einer Coreladung refabr & 
und Brutmantel 
mills τ— milis —j 
L kWh ­/ 
K Aufarbeitungskosten einer Coreladung repro 6 r- mills -j 
und Brutmantel :Wh —' 
K„. Zinskosten einer Coreladung 
Zins ° 
r~ — mills ­7 kWh ­ / 
M Masse Mischbrennstoff einer Coreladung 
und Brutmantel 3
 k?Misc":ibrennstoff 3 




Q el Elektrische Leistung des Reaktors 3m3 
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(thermische) Brennstoffoberflächenbe­
lastung, Wärmestromdichte r*-rJ 
crn 
Radius der Brennstoffsäule eines 
Brennstabes 3 cm _7 
Temperatur 




Τ . Kühlmitteleintrittsteraperatur ein 
Τ Kühlmittelaustrittstemperatur aus 
torn Standzeit einer Coreladung 
O l 
3 °c_7 
3 °c 7 
3°zJ 
3 °c 7 
3°zJ 
3 d_7 
Y = Massenverhältnis der brutbaren zu den 
spaltbaren Atome im Core 3^J 
z. Fabrikationseinheitskosten (über 
Core und Brutmantel gemittelt) 
Aufarbeitungskosten 
£ kg Mischbrennstofì 
τ— 9 
L ν ε 
BMischbrenns 
stoffa 
b) Griechische Symbole 
oC 
ß 
Pu­ bzw. U­Preis 
Zinsfuß von oC 
ff-
6spaltbare Atome riJ 
j 
Lastfaktor 3^7 
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f) Leistungswirkungsgrad 3 1 _7 
λ r- W —7 Brennstoffwärmeleitfähigkeit J_ jyz _J 
j* Brennstoffdichte (über Core und ΛΛ7 Brutmantel gemittelt) *­ 3 —' cm 
Dichte der schweren Elemente 3 ~τζ J 
cm 
©*„ Mikroskopischer Spaltquerschnitt 3 barn _7 
0 Neutronenfluß /" — · - ■ — 7 
cm s 
X Stableistung 3 ^ 3 
Co relativer Brennstoffvolumenanteil /"" 1 J 
ςΤ, relativer Kühlmittelvolumenanteil 3 1 7 
β relativer Strukturmaterialvolumenanteil 3 1 3 
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2. Grundlagen der mechanischen Beanspruchung 
3· Belastung durch Innendruck - Na-gekühlter Reaktor 
4. Belastung durch den Außendruck - dampfgekühlter Reaktor 
5. Zusammenfassung 
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1. Einleitung 
Nach den gegenwärtigen Entwurfskonzepten für schnelle Brutreak-
toren kommt der Brennelementhülle überragende Bedeutung zu. Aus-
gehend vom Prinzip der sogenannten "freistehenden Hülle" muß das 
Hüllrohr beim natriumgekühlten Reaktor dem Innendruck durch Spalt-
gas und durch das Anschwellen des Brennstoffs (100 - 15O at) bzw. 
beim dampfgekühlten Reaktor zusätzlich dem Kühlmittelaußendrudk 
(120 - 170 at) ohne nennenswerte Verformung in einem hohen Neu-
16 2 tronenfluß (ca. 10 n/cm sec) ca. 2 Jahre standhalten. 
Die Auslegung des Brennelements muß sich an diesen Forderungen 
orientieren, d.h. die aus der vorgegebenen Brennelementausle-
gung resultierende Beanspruchung muß den Festigkeitseigenschaf-
ten der Hülle Rechnung tragen. Zur quantitativen Ermittlung der 
Brennelementauslegung sind neben theoretischen Überlegungen vor 
allem ausführliche Versuche, sowohl am Hüllmaterial allein als 
auch am ganzen Brennelement notwendig. 
Beim natriuragekühlten Reaktor muß man aus neutronenphysikalischen 
und Korrosionsgründen (siehe Beitrag III) vor allem austenitische 
Stähle verwenden, deren Festigkeitseigenschaften jedoch nur be-
grenzte Belastungen zulassen. 
Beim dampfgekühlten Reaktor kommt die Hauptbeanspruchung vom 
Kühlmitteldruck, d.h. das Problem des Kriechbeulens zylindri-
scher Rohre steht im Mittelpunkt der Betrachtungen. Selbst hoch-
warmfeste Nickellegierungen sind bei den vorgegebenen Abmessungen 
ohne Unterstützung durch den Brennstoff bzw. den entsprechenden 
Innendruck dieser Beanspruchung nicht gewachsen. Das Prinzip der 
freistehenden Hülle muß damit möglicherweise aufgegeben und die 
Auslegung mehr auf die Wechselwirkung Brennstoff-Hülle hin orien-
tiert werden, wobei aus Sicherheitsgründen auch der Wegfall des 
Außendrucks mit in die Betrachtungen eingezogen werden muß. 
Die in dieser Arbeit enthaltenen festigkeitstheoretischen Betrach-
tungen der Brennelementhülle sind zum großen Teil den Arbeiten 
3^i 2-7 entnommen. Zur Behandlung der erwähnten Probleme werden 
einleitend die wichtigsten Grundlagen der mechanischen Bean-
spruchung metallischer Werkstoffe zusammengestellt. 
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2. Grundlagen der mechanischen Beanspruchung 
Die Kurzzeitfestigkeit eines metallischen Werkstoffes wird am 
einfachsten durch den einaxialen Zugversuch ermittelt. Der 
Stab wird durch eine Zug­Normalspannung a1 beansprucht. Das 
Ergebnis dieser Zugversuche wird im Spannungs­Dehnungsdia­
gramm graphisch dargestellt (Fig.1). 
Beginn der Einschnürung 
am Zerreißstab 
Iiii 
■ Obere fließgrenze (Beginn der merkbaren plastischen 
■ Untere Fließgrenze Verformung} 
-Ende der elastischen Verformung 
Elastische (Hook'schel Gerade ·. s-iE 
■ Zulässige Belastung bei Konstruktionen: 6zzul» — Szg 
* . tan a ' Ε · γ ' Elastizitätsmodul 
, Bruch des 
Zerreißstabes 
Bruchdehnung å 
■ Gesamtdehnung c—2- 100% 
10 < 
Fig.1 Spannungs­Dehnungsdiagramm (Weicheisen) 
In einem hinreichend kleinen Deformations­ bzw. Spannungsbe­
reich ist die Verformung elastisch, d.h. nach Wegnahme der 
äußeren Spannung stellt sich wieder die ursprüngliche Form ein. 
Für hinreichend kleine Deformationen gilt im elastischen Be­
reich für den einaxialen Zugversuch das lineare Hookesche Ge­
setz 
β" « E . e d ) 




Mit der Lingenänderung t ist immer eine Querdehnung £ ver­
bunden, für die gilt 
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% ­ ­ vr (2) 
y = Poissonsche Querkontraktionszahl 
Wenn der an einem Flächenelement angreifende Spannungsvektor 
eine Normal­ und Schubkomponente hat, wird das herausgegriffene 
Element als Folge der Normalspannungen Dehnungen erfahren, aber 
es werden sich durch die Schubspannungen TTauch seine Winkel 
ändern. Für diese Winkeländerung >­gilt: 
r= G -f (3) 
G = Schubmodul 
Damit ist der linear elastische isotrqpe Körper durch die drei 
Konstanten E,y und G charakterisiert, die durch die Beziehung 
G ■ T W <*> 
verknüpft sind. 
Die elastischen Konstanten sind in einem relativ großen Tempera­
turbereich nur schwach temperaturabhängig und werden von Legie­
rungskomponenten nur geringfügig beeinflußt. Dies liegt daran, 
daß bei der elastischen Verformung sich die Gitteratome zuein­
ander verschieben, wobei die Verschiebung klein gegen die Git­
terkonstante ist, so daß die elastische Formänderung direkt mit 
den interatomaren Kräften verknüpft ist. 
Der Zusammenhang zwischen Normalspannung O^und Schubspannung f 
eines zweiachsigen Spannungszustandes mit den Hauptspannungen 
<Õ" und <sf in Abhängigkeit des Winkels ^ "ist durch die Glei­
chung des sogenannten Mohrsehen Spannungskreises gegeben. 
(5) 
Der Mohrsche Spannungskreis ist in Fig.2 graphisch dargestellt. 
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Im weiteren Verlauf der Spannungs­Dehnungskurve kommt es zu 
einer bleibenden, d.h. plastischen Verformung. Hier besteht 
kein einfacher Zusammenhang mehr zwischen Verzerrung und 
Spannung, weiterhin sind die betreffenden Materialkonstanten 
stark temperatur­ und legierungsabhängig. 
Sieht man sich einen fehlerfreien kubischen Einkristall an 
(Fig.3), so tritt plastische Verformung ab einem gewissen 
o o o o o o 
o o o o o o 
o o o o o o 
o o o o o o 
o 
o 
o o o o o o 
o o o o o o 
o o o o o 
o o o o o 
*s 
Fig.3 Verformung eines fehlerfreien kubischen 
Einkristalls 
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T'­Wert auf, der sogenannten Fließgrenze Τ/, da die Verformung 
durch Aufeinandergleiten der Atomebenen erfolgt. Bei regelmäßi­
gem Aufbau der Atome ist Τ eine periodische Funktion der Ver­
schiebung x, die Periodenlänge ist gleich dem Atomabstand b. 
Mit dem ersten Glied der periodischen Funktion 
r(x) = Σ V . i n 2 ­ ^ (6) 
v=1 
und unter Einführung des Schubwinkels 
gilt näherungsweise 
r­T, sin 2 ­ ^ (8) 
Bei kleinen Schubwinkeln geht diese Beziehung in das Hooksche 
Gesetz, entsprechend (3), über. 
T(¿0= G-qr (3) 
Aus (8) und (3) folgt: 
r = ΤΛ - -%■ | (9) 
s ¿TT a 
Bei kubischen Kristallen gilt also 
Ls ^ β G (10) 
Die auf diese Weise errechnete Fließgrenze ist damit jedoch 
mehr als 100mal größer als die wirklich gemessene. 
Die plastische Verformung muß also auf grundsätzlich andere Weise 
erfolgen. 
Die Atomebenen bewegen sich nicht als starre Einheit, da die Me­
tallkristalle niemals fehlerfrei sind. Neben anderen Frhlern 
sind vor allem die Versetzungen von Bedeutung, z.B. rings um 
die Kanten einer eingeschobenen zusätzlichen Atomebene (Fig.4) 
die sogenannte Stufenversetzung. Die wichtigste Eigenschaft 
der Versetzungen ist an der einfachen Stufenversetzung gut er­
kennbar. Das Vorkommen einer zusätzlichen Ebene bewirkt das 
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o ovíf®~0\0 o 
o α o o o ρ o 
O ö\Q_(J/0 o 
o o o o o o 
Stufenversetzung 
eines kubischen Kristalls 
Ο Ο ONO Q/O 
O O O O O O 
O O O O O O © 
O O O O O O 0 
o o o o o o e 
o o o o o o 
o o o o o o 
Fig.4 Plastische Verformung eines kubischen 
Einkristalls (schematisch) 
Auftreten von Eigenspannungen, oberhalb A­Α sind es Druckspan­
nungen, unterhalb Zugspannungen. Längs der Ebene A­Α treten 
Schubspannungen auf. In unmittelbarer Nähe sind diese Schub­
spannungen in der Größenordnung der früher hergeleiteten Span­
nung V . Es ist daher nur eine sehr kleine äußere Schubkraft 
S 
erforderlich, um eine beschränkte Gleitung längs der Ebene A­A 
zu bewirken. Diese Gleitung findet nur in der unmittelbaren 
Nähe der eingeschobenen Atomebene statt, in den übrigen Teilen 
des Kristalls kommen nur sehr kleine, rein elastische Verschie­
bungen der Atome vor. Diese örtlich begrenzte Gleitung resul­
tiert in einer Bewegung der Versetzung selbst, die bewirkt, 
daß die benachbarten Ebenen der Reihe nach die Rolle einer 
eingeschobenen Atomebene übernehmen, bis die Versetzung die 
Außenfläche des Kristalls erreicht und dort verschwindet. Das 
Endergebnis dieser Bewegung der Versetzung ist eine gewisse 
Schubdeformation. 
Eine verhältnismäßig kleine Spannung hat also auf diese Weise 
eine plastische Verformung im Kristall verursacht. 
Die Theorie der plastischen Verformung in Kristallen setzt also 
eine hinreichende Zahl von Versetzungen im Kristall voraus, 
d.h. sie müssen von vornherein vorhanden oder durch den Defor­
mat i on s vor gang entstehen, über den Mechanismus der Bildung von 
Versetzungen kann in diesem Rahmen nicht näher eingegangen werden. 
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Wird ein Kristall erwärmt, so wird die Bewegung der Versetzung 
wegen der thermischen Schwingungen der Atome um ihre Ruhelage 
wesentlich erleichtert. Bei hohen Temperaturen entstehen so 
hohe Schwingungen, daß eine gewisse zeitlich konstante äußere 
Last eine stetig fortschreitende Verformung verursacht, die 
man als Kriechen bezeichnet. Die Beschränkung der plastischen 
Verformung auf kleine Gebiete des Kristalls ist eine notwendige 
Voraussetzung für den oben angedeuteten Mechanismus des Krie-
chens. 
Jede Versetzung ist ferner eine Eigenspannungsquelle, damit 
wird eine Versetzung von anderen Versetzungen durch Kräfte be-
einflußt, die ihre Bewegung beeinflussen. Immer mehr Verset-
zungen sollten eigentlich die Beweglichkeit vergrößern, in 
Wirklichkeit bewirkt die gegenseitige Beeinflussung ein Abneh-
men der Kriechgeschwindigkeit (Primärkriechen). Die gebremsten 
Versetzungen häufen sich zu Gruppen an, die aber bei erhöhter 
Temperatur nicht stabil sind. Die hohen Ei genspannungen dieser 
Gruppen bewirken ihre Zerteilung und es wird schließlich zwi-
schen ankommenden und abgehenden Versetzungen ein Gleichge-
wichtszustand erreicht, d.h. konstante Verformungsgeschwindig-
keit (Sekundärkriechen). Mit fortschreitendem Kriechen bei er-
höhter Temperatur und konstanter Spannung kommt es schließlich 
zu einer Einschnürung der Probe (zäher Bruch), die Kriechge-
schwindigkeit steigt mehr oder weniger stark bis zum Bruch an 
(Tertiärkriechen). Eine typische Kriechkurve ist in der Fig.5 
Fig.5 Kriechkurve 
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wiedergegeben. 
In polykristallinen Metallen, d.h. Konglomerate von Kristallkör­
nern mit verschiedenen Richtungen der Kristallachsen, sind im 
allgemeinen mehrere Arten von Kriechmechanismen wirksam, es kön­
nen sich mehr oder weniger starre Kristallkcrner relativ zuein­
ander bewegen, andere Verformungen finden hauptsächlich im Innern 
der Körner statt, ferner gibt es Kombinationen dieser beiden 
Hauptmechanismen. 
Korngrenzen stellen selbst Reihen von Versetzungen dar und ihre 
Eigenschaften sind von größter Bedeutung, dazu kommen Behinde­
rungen von Fremdatomen usw. 
Die Versetzungstheorie gibt somit eine qualitative Beschreibung 
der Kriecherscheinungen, zur quantitativen Beurteilung der 
Kriechfestigkeit reicht sie nicht aus. 
Aus der Kriechkurve in Fig.5 ergibt sich die Dehnung aus 
während die Kriechgeschwindigkeit im sekundären Bereich 
6σ = 6· t (12) 
S 
ist. Da die Dehnung durch Primärkriechen meistens vernachlässigt 
v/erden kann, gilt ferner 
£ ß = e + ë· * (13) 
ges o *­
c und c sind von der Spannung abhängig und können experimentell 
bestimmt werden. £ ergibt sich sofort nach Ansetzen der Spen­
nimg und ist, falls linear elastisch 
ε o ■ f <*> 
¿Γ ist dagegen stark spannungsabhängig, es gilt 
S = f (o­) (15) 
Von den vorgesehIa.genen Ansätzen sei hier nur das sogenannte 
Norton?,che Kriechgesetz, entsprechend (I5). erwähnt: 
£ ­■= k f a (16) 
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mit k und n als temperaturabhängigen Materialkonstanten. Das 
Gesetz bildet die Grundlage für die sogenannte Kriechmechanik, 
wobei k und n experimentell ermittelt werden müssen. Die Grund­
gleichung des stationären Kriechens unter zeitlich konstanter 
Last lautet somit 
£ = J + k<ôn t (17) 
Mit dieser Gleichung können nun die speziellen Probleme der 
mechanischen Beanspruchung der Brennelementhülle näher betrach­
tet werden. 
3» Belastung durch Innendruck ­ Na­gekühlter Reaktor 
Die Hauptbeanspruchung der Brennelementhülle des natriumgekühl­
ten Reaktors kommt vom Innendruck durch Anschwellen des Brenn­
stoffs und den Spaltgasdruck. 
Entsprechend den Auslegungsparametern für den natriumgekühlten 
3OO MW­Prototyp­Brutreaktor (Innendurchmesser 2r = 5,24 mm, 
Wandstärke s = 0,38 mm und Länge c = 25OO mm) sind die Hüllrohre 
als lang und dünnwandig zu betrachten, so daß die betreffenden 
Näherungsgleichungen angewandt werden dürfen. 
Bei einem Rohr unter Innendruck folgt unmittelbar, daß die Tan­
gentialspannung <o. , die Axialspannung 6* und die Radialspan­
nung <o Haupt spann ungen sind. Die Abhängigkeit dieser Spannungen 
vom Innendruck ist in Fig.6 schematisch wiedergegeben. 
Bei mehraxialen Spannungszuständen verwendet man im allgemeinen 
die sogenannte Vergleichsspannung €" . Nach Mohr gilt: 
* = r -<$-. (1,1) 
v max m m 
Vernachlässigt man im folgenden die sehr kleine RadialSpannung 
5" , was sicher zulässig ist, ist die TangentialSpannung gleich 
der Vergleichsspannung mit 
β·τ - p — r - (19) 
Das Nortonsche Kriechgesetz lautet dann analog 
L· = k <r n (20) 
■ï \.' 
Fig. 6 Hauptspannungen in einem dünnwandigen Rohr bei Innendruckbean­
spruchung 
Tangentialspannung Axialspannung Radialspannung 
2K = ρ·2· r­1 
κ = e; s· 1 
Κ' = ρ τ2·ττ 
Κ' = 6 ; 2Γ ΤΓ s 
Ρ ι 






[Gfraußen = O l 
I Gr innen = ­ ρ 
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während d i e Dehnungsgeschwindigkeiten in den d r e i Hauptr ich-
tungen g l e i c h ¿ 
έ. = ^ ( « r _*L £r } (21) 




Da die Parameter k und n des Nortcnschen Kriechgesetzes stark 
temperaturabhängig sind, ist es in gleicher Weise die Kriechge­
schwindigkeit. So beträgt z.B. die Kriechgeschwindigkeit bei 
Stahl bei 1 % Dehnung nach 10 000 h bei 500 °C 10" /b. und bei 
550 °C 4 . 10"5/h. 
Nach Larsen und Miller gilt folgende Beziehung: 
τ1 (c ­ ìogè^ ­ τ2 (c ­ log e2) (24) 
mit Τ1,Tp = Temperaturen in Κ 
<fij¿? = Kriechgeschwindigkeiten bei Τ und T_ 
C = Konstante (im allgemeinen zwischen 15­20) 
Bei einem unter Innendruck belasteten Rohr mit einem gleichzeiti­
gen Temperaturgradient in der Wand findet somit im Anfangsstadium 
an der Innenseite stärkeres Kriechen statt, die Spannungen 
bauen sich jedoch ab und werden in tiefere Temperaturbereiche ver­
lagert, d.h. die Kriechgeschwindigkeit ist nach einer gewissen 
Zeit in Richtung der maximalen HauptSpannung <r. überall gleich, 
es gilt somit Gleichung (21 ). Vernachlässigt man <5* und setzt 
die für einen Zylinder geltende Beziehung <3" = rr- »in, ergibt 
sich · . 6 * 
ν 
da ferner näherungsweise <ET ^61 ist, gilt 
i t = | έ ν (26) 
Für Überschlagsrechnungen kann man ferner mit einer mittleren 
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Temperatur rechnen: 
T. + T. 
Τ = A 0 1 (27) 
T. = Hüllaußentemperatur 
T. = Hüllinnentemperatur 
Wir setzen im folgenden voraus, daß der Druck konstant mit der 
Zeit zunimmt, d.h. wir setzen entsprechend (19) die Beziehung 
er = ρ ­ · t (28) 
v s 
in die Nortonsche Kriechbeziehung (20) ein und man erhält 
¿ = k (ρ" L ­ t) n (29) 
<­v s 
Um nun den integralen Druckanstieg während der Standzeit t · zu er­
halten, integriert man die Gleichung (29) und erhält schließ­
lich 
.n 
t max ^(^J ·*. <*» 
<5. = Maximale Dehnung 
t = Standzeit s 
Durch einfaches Umformen erhält man den Druck Ρ nach der 
max Standzeit t . s 
fk ,¿ (η + D i n 
ρ ­ £/ S / (31) 
r¿ 3 . k . tsJ 
bzw. die Standzeit bei vorgegebenem Innendruck und Dehnung 
/ s \V k β* (n+1 ) ^  
Als weitere Belastung in einem zylindrischen Rohr mit einem 
Temperaturgradienten, d.h. einem Temperaturunterschied zwischen 
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Innen­ und Außenwand, treten thermische Spannungen auf. Für 
WärmeSpannungen bei dünnwandigen Rohren gilt 
"a - t - T-^F (T - V (35) 
oC = Wärmeausdehnungszahl 
\ør= Poissonsche Zahl 
T = Mittlere Temperatur m ^ 
Der Maximalwert außen und innen ist dann gleich 
+ E . oC. AT ,,M 
^max = -—cr^yr w 
Λ T = Temperaturabf all in der Hülle 
wobei der negative Wert der Spannung an der Innenwand und der 
positive Wert der Spannung an der Außenwand gilt. 
Diese Materialspannungen wirken jedoch nur am Anfang, da jede 
Art von Eigenspannungen, ganz gleich, ob sie allein oder anderen 
Spannungen überlagert sind, durch Kriechvorgänge allmählich ab­
gebaut werden. Es muß aber beachtet werden, daß oberhalb einer 
bestimmten Spannung, der GrenzSpannung, unzulässige Beanspru­
chungen oder auch Verformungen auftreten können. Die sogenannte 
Grenzspannung ist nicht mit der Streckgrenze identisch. Da die 
Bestimmung dieser Grenzspannung nicht ohne weiteres möglich ist, 
z.B. nur durch Näherungs­ bzw. graphische Verfahren, werden in 
der Praxis Annahmen verwendet, die im allgemeinen genügend 
Sicherheit beinhalten. In den USA benützt man z.B. die Forde­
rung er.. . , < ­=■ (5"i „. Nach / 1 "7 kann man eine sogenannte 
° thermisch 3 0,2 ­­ —·' „ ° 
Ersatzstreckgrenze einführen, die in etwa ·=· ^ / 1 0 Ω η entspricht. 
Unter Berücksichtigung der in Tabelle 1 wieder gegebenen Daten 
für das Brennelement und das Hüllmaterial ergibt sich nach 
2 Gleichung (34) ein er = 8 , 3 kg/mm , entsprechend eine 
max ' ­
Ersatzstreckgrenze bei 65C °C er -. ­¿ €~ AIQOO = 2¿f kß/ m m · 
Der Abbau der thermischen Spannungen wird somit innerhalb kurzer 
Zeit erfolgen, wobei ein Rest erhalten bleibt, der streng genom­
men zum Innendruck addiert werden muß. Weiterhin spielt die Frage 
des "thermal Ratcheting" / kJ auf Grund der Leistungsschwankungen 
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eines Reaktors, vor allem durch das Abschalten und Wiederanfah-
ren, eine Rolle. Das thermal Ratcheting, d.h. die schrittweise 
plastische Dehnung, tritt jedoch nur dann auf, wenn der plasti-
sche Abbau von Spannungsspitzen auf mehrere Anfahr- und Abschalt-
phasen des Reaktors verteilt wird. Bei der Geometrie eines Brü-
terbrennelementes und den vorgegebenen Beanspruchungen ist dies 
nicht der Fall. Es zeigt sich nämlich, daß der plastische Abbau 
der Spannungsspitzen innerhalb von zwei Zyklen, d.h. nach einem 
Anfahren und Abschalten, erfolgt ist. Das thermal Ratcheting 
spielt damit für Brüterhüllrohre keine wesentliche Rolle. 
Die mechanische Beanspruchung eines Brüterhüllrohres konzen-
triert sich schließlich auf den Innendruck durch Spaltgas oder 
Festkörperkontakt, wobei die restlichen thermischen Spannungen 
in einem Sicherheitsbeiwert berücksichtigt werden müssen. Geht 
man von einer Standzeit gleich 15 000 h aus, das entspricht in 
etwa der Lebensdauer eines Brüterbrennelementes und setzt die 
Zeitdehngrenze = 0,2 %, da die bisherigen Bestrahlungsversuche 
an Röhrchen unter Innendruck tangentiale Bruchdehnungen von 
0,3 - 1,0 % zeigten und die Zeitstandfestigkeit der bestrahlten 
Proben in etwa der unbestrahlten 0,2i&-Zeitdehngrenze entspricht, 
ergibt sich mit den Werten aus Tabelle 1 nach Gleichung (31) 
für den Stahl X8CrNiMoVNbl6l3 ein maximaler Innendruck bei 
65O C Hüllwandtemperatur von 180 at CFig-7)· 
Damit darf unter Zugrundelegung eines integralen Druckaufbaus 
durch das Spaltgas und das Schwellen des Brennstoffs sowie 
einer Dehnung von 0,2 % der Innendruck nach 15 000 h beim Stahl 
X8CrNiMoVNbl6l3 (4988) 180 at nicht überschreiten. Der Einfluß 
der Bestrahlung wurde dabei nicht berücksichtigt. Vergleichsweise 
ist deshalb in Fig.7 die aus experimentellen Ergebnissen bei 
6OO und 700 C extrapolierte Zeitstandfestigkeit von Röhrchen 
(70 mm Außendurchmesser, 0,4 mm Wandstärke, s/r = 0,125) unter 
Bestrahlung wiedergegeben. Danach setzt bei einem konstanten 
Innendruck von 90 at der Bruch nach 15 000 h ein. 
Für die festigkeitsmäßige Auslegung des Brennelements muß somit 
der hier angegebene Bereich - 180 - 90 at - eingehalten 
werden, wobei aus Sicherheitsgründen na?h den bisherigen Kennt-
nissen der Enddruck näher am unteren Bereich liegen sollte. 
Integraler Druckaufbau - £t = 0,2 7. (Gleichung 33) 
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Fig.7 Zeitstandfestigkeit des aust. Stahls X8CrNiMoVNb 1613 U988] 
bei 650°C und integralem Druckaufbau bzw. mit konstantem Druck 
unter Bestrahlung (Rohrproben 45-7,0-0,4 mm) 
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Der geplante Mol 5-Versuch (in-pile-Kriechverhalten) wird über 
die Beeinflussung der Kriechgeschwindigkeit und damit der Zeit-
dehngrenze nähere Auskunft geben und gegebenenfalls günstigere 
Maximaldrücke für die Auslegung zulassen. 
Nimmt man entsprechend Na1 einen maximalen Innendruck des Spalt-
gases bei 100 % Freisetzung von 70 at an, bleibt in etwa ein 
Betrag von 40 - 50 at für das Schwellen des Brennstoffs, d.h. 
die Brennstofftemperatur und Pichte des Brennstoffs muß sich 
an diesem Wert orientieren, soweit dies im Augenblick überhaupt 
möglich ist. Ähnliche Festigkeitsbereiche können selbstverständ-
lich auch im Bereich niederer Hülltemperatur ermittelt werden, 
wobei bei steigender Festigkeit der Hülle auch ein höherer Schwell-
druck des Brennstoffs zugelassen v/erden kann. Ein Vergleich der 
Zeitstandfestigkeit des Stahls X8CrNiMoVNbl6l3 bei 550 und 65O °C 
in Fig.8 verdeutlicht diese Annahme. Ferner zeigt Fig.8 den Be-
reich der Zeitstandfestigkeiten bei 65O C der ebenfalls mög-
lichen Hüllwerkstoffen 4961 und 4981 gegenüber dem Stahl 4988. 
Die Zusammensetzung der drei Stähle sowie die 0,2 und 0,5 % 
Zeitdehngrenzen nach 10 000 h bei 6OO - 700 °C sind in Tabelle 2 
wiedergegeben. Die bisherige Hüllmaterialauswahl hat sich damit 
vor allem an der Festigkeit, nicht an der Duktilität orientiert. 
Zwei Argumente sind für diese Entscheidung ausschlaggebend: 
a) Der Entwurf sieht aus thermodynamischen Gründen nur maxi-
male Dehnungen der Hülle von 1 % vor. 
b) Die bisherigen Ergebnisse der Mol 2-Bestrahlungen erbrach-
ten, mit Ausnahme des Incoloy 800 nach kurzen Standzeiten, 
bei allen Legierungen unterschiedlicher Zusammensetzung 
Bruchdehnungen zwischen 0,15 und 1,2 fá, wobei die meisten 
Werte in der Größenordnung von 0,5 % waren. 
Die mechanische Beanspruchung der Brennelementhülle des natrium-
gekühlten Reaktors setzt damit hochwarmfeste Legierungen voraus, 
und neue, in die Auswahl genommen.3 Legierungen sollten zumindest 








Z e i t [ h ] 
Fig.8 Zeitdehngrenze bzw.Zeitstandfestigkeit von X8CrNiMoV Nb1613[¿988] 
und Zeitstandfestigkeit von X8CrNiNb 1613 [Λ9611 und 
X8CrNiMoNb1616 U981] 
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4. Belastung durch den Außendruck ­ dampfgekühlter Reaktor 
Beim dampfgekühlten Brutreaktor kommt die Hauptbeanspruchung 
der Brennelementhülle vom Kühlmitteldruck, der nach den bisheri­
gen Entwürfen zwischen 120 und 170 at liegen wird. Ausschlag­
gebend ist die Frage des Kriechbeulens, d.h. das Einbeulen der 
Hüllro%re durch den Kühlmitteldi'uck über einen Kriechvorgang, 
das bei leeren Rohrer. aus hochwarmfesten Legierungen, z.B. 
Inconel 625 und Temperaturen von 70C C innerhalb kurzer Zeit 
zum Zusammenklappen führt. 
Damit bekommt der innere Gegendruck, sei es durch vorher aufge­
brachten Gasdruck, durch das Spaltgas oder den Schwelldruck des 
Brennstoffs, zur Unterstützung der Hülle besondere Bedeutung. 
Andererseits darf der Gesamtinnendruck aus Sicherheitsgründen 
auch am Ende der Standzeit nicht zu hoch werden, damit beim 
Wegfall des Kühlmitteldrucks die Brennelemente nicht innerhalb 
kurzer Zeit auf Grund des hohen Innendrucks zu Bruch gehen. 
Das Kriechbeulen von dünnwandigen Rohren unterscheidet sich 
vom elastisch­plastischen Einbeulen, das dann auftritt, wenn 
die Streckgrenze des Materials überschritten wird. Bei einem 
Außendruck von 180 at und einer ^uetschgrenze von Inconel 625 
bei 700 C von 345 at besteht diese Gefahr kaum. Das Kriterium 
der Quetsch­ oder Streckgrenze ist jedoch nicht immer ausreichend. 
In Analogie zum Knickstab tritt bei einem nicht vollkommen 
kreisrunden Rohr neben der nominellen Druckbeanspruchung auch 
eine Biegebeanspruchung auf. Sie hängt linear von der Abwei­
chung gegenüber der Idealgeometrie, Gerade oder Kreis, ab und 
kamt utter Umständen dominieren und zu starken Instabilitäten 
führen. So gilt für ein Rohr mit 7,0 um Außendurchmesser und 
0,4 mm Wandstärke aus einem I6/13 CrNi­Stahl bei 700 °C: 
Rein theoretischer elastischer Beuldruck von Ρ , = 720 at 
el 
Angenäherter überelastischer Beuldruck (bei nicht Ideal­
geometrie) von Pv = 180 at. 
η. 2 Dagegen ist mit einem er 0 = 18.3 kg/mm ein maximaler zu­
lässiger Außendruck bis zur Erreichung der Quetschgrenze von 
P, _ = 220 at notwendig. 
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Ein Druck von 180 at entspricht bei austenitischen Stählen, und 
damit auch für Incoloy 800, der Grenze für die Kurzzeitbelastung. 
Diese Materialien sind somit für dampfgekühlte Brüter nur dann 
zu verwenden, wenn das collapsed een Konzept - duktile Hülle -
fester Brennstoff - zur Anwendung kommt. Unter der Annahme aus-
reichender Brennstoffestigkeit wird dabei ein Abstützen der 
Hülle auf den Brennstoff angestrebt, dadurch wird die Hülle in 
der Beanspruchung entlastet, sie muß dagegenden thermischen 
Zyklen und dem radfeien Schwellen des Brennstoffs folgen, d.h. 
eine gute Duktilität, selbst unter Bestrahlung, aufweisen. 
Das Konzept der freistehenden Hülle (feste Hülle - weicher Brenn-
stoff) setzt dagegen einen extrem festen Hiillwerkstoff voraus, 
der auch bei nahezu völligem Verlust der Duktilität während der 
Bestrahlung ausreichende Festigkeit besitzt, um den vorliegenden 
Beanspruchungen standhalten zu können. 
Wie wir später noch sehen werden, wird ein Kompromiß zwischen 
beiden Konzepten für den dampfgekühlt en Brüter am günstigsten 
sein. Das zentrale Problem bleibt jedoch nach wie vor das 
Kriechbeulen bei konstantem Außendruck, da durch diese zeitab-
hängige Erscheinung die Belastbarkeit und die Standzeit der 
Brennelementhülle begrenzt ist. Das bedeutet, daß im Gegensatz 
zum elastisch-plastischen Verhelten beim Kriechbeulen keine 
kritische Belastungsgrenze besteht, vielmehr vergrößert sich 
jede noch so kleine Anfangsabweichung vom idealen Kreisquer-
schnitt, selbst unter geringer Belastung, stetig und progressiv, 
um schließlich auch eine vorgegebene Grenze zu überschreiten, 
insofern nur genügend Zeit zur Verfügung steht. 
Das Problem wurde vor allem von N.J. Hoff in 3 ^ 3 unc^ J«P· 
Ellington 3 ^ 7 festigkeitstheoretisch behandelt und in 3 ^ 3 *"r d*e 
Anwendung beim dampfgekühlten Brüter überarbeitet. 
Für die festigkeitstheoretischen Überlegungen nach N.J. Hoff 
wurden folgende Annahmen getroffen: 
a) Das Rohr ist unendlich lang, dünnwandig und von konstanter 
Wandstärke 
b) Die Temperatur ist im ganzen Rohr konstant 
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Hier besteht der größte Unterschied zwischen Modell und Wirk­
lichkeit. In axialer Richtung kam man zwar auf einige cm von 
gleicher Temperatur sprechen, während in radialer Richtung 
zwischen Innen­ und Außentemperatur ein Temperaturunter­
schied von =30 C vorhanden ist. Da k stark tempecaturab­
hängig ist, muß man auf alle Fälle mit einer effektiven Wand­
temperatur rechnen, um k richtig festzulegen. Auf der sicheren 
Seite liegt man sicher mit der Hüllwandinnentemperatur, wäh­
rend eine effektive Temperatur ungefähr dem arithmetischen 
Mittelwert gleichgesetzt v/erden kann. 
c) Belastung durch reinen Außendruck 
\ c n 
d) Das Nortonsche Kriechgesetz C ­ k<3 gilt, d.h.Primärkriechen 
soll vernachlässigt werden. 
Da die elastische Anfangsverformung vernachlässigt werden 
kann und die im Zugversuch ermittelte Dehnung während des 
Primärkriechens in der Größenordnung der elastischen Deh­
nung bleibt, kann es in der Tat berücksichtigt bleiben. 
Die Berechnungsparameter sind somit: Temperatur, Druckdifferenz, 
Kriecheigenschaften (k und n), Wandstärke und Anfangsovalität 
des Querschnitts. 
Diese Anfangsovalität wächst am Anfang nur relativ langsam, 
ab einer gewissen Verformungsgröße sehr rasch an bis zum flachge­
drückten Querschnitt. Dieses Verhalten ist besonders ausgeprägt 
bei nur geringen Unrundheiten (ca. 0,01 ­ 0,02 mm). Entsprechen­
de Unrundheiten werden dem Hersteller für Brüterhüllrohre spezi­
fiziert. 
Unter dieser Annahme tritt erst nach 90 % der Standzeit, d.h. 
Zeit bis zum völligen Flachdrücken, unzulässige Verformung auf. 
Zur Berechnung von t, = krit. Zeit ­ Standzeit wurde in /~2_J7 
und 3 ^ 3 f°lgende Grundgleichung hergeleitet, die jedoch nur 
für ein gerades n > 3 im Nortonsohen Kriechgesetz gilt. 
• χ Γ (n­l)(n­2) „2 (n­1 ) (n­2) (n­3) (η-Ό 4 7 ,7r* 
Χ = — /I + —- χ + -, χ ... I KZÕ) 
c L 12 . 32 12 . 3­ -I 
f = Zeitkonstante 
Χ ­­ O u f * Ρ­/? Maximale Abweichung vom Kreis 
~ ~ ι Wandstärke 
Y l i l ­ ¿d. 
Γ= iV/ïfrS-/ \4r\ Οβ> 
η = Kriechkonstante 
k' = Kriechkonstante = k (3/4) n+1 2 
R = mittlerer Radius, bezogen auf die mittlere m ' 
Temperatur 
S = Trägheitsradius = o 
¿\V = äußerer Überdruck 
Λ = Bezugsspannung für Dimensionsgleichheit 
im Norton'sehen Kriechgesetz: <£= k(r­J 
Als kritische Zeit = Standzeit erhält man für η = 6, das ent­
spricht bei Inconel 625 nach Tabelle 3 einer Temperatur von 
65O C, folgende Gleichung 
k 
cr / Λ n ι o \ „ /0,28 X + 1,03 \ 1 
= τ^(Η + Η+Α ­ 0 , 6 6 i n / ­ 2g — (37) 
¿2 \ χ ^ X ¿ / 0,28 X ¿ + 0,143 /J 
0 0 \ ' o ' 
Die eckige Klammer der Gleichung (37) ist damit nur von der Anfangs­
ovalität abhängig, während alle anderen Parameter in Τ (Gleichung 
(36) enthalten sind. 
Mit einer vorgegebenen Anfangsovalität von X =0,02 mm ergibt 
sich nach Gleichung (37) und (36) bei 65O C und einer vorgegebe­
nen Standzeit von 20 000 h ein äußerer Überdruck von ca. 70 at, 
während bei 7OO C und gleicher Zeit der Überdruck nur in der 
Größenordnung von 40 ­ 30 at sein darf. Da jedoch nach 3 ^ 3 ^ei 
einem Vergleich der Ansätze von Hoff und Ellington Unterschiede 
in den Standzeiten um den Faktor 3 ermittelt wurden, sind ex­
perimentelle Untersuchungen über das Kriechbeulverhalten erfor­
derlich, vor allem, um für weitere Parameterstudien den Unter­
schied zwischen Modell und Experiment genauer zu kennen. 
Nach den überschlägigen Rechnungen dürfte eine mittlere Hüll­
wandtemperatur von 65O C für Inconel 625 den gegebenen Möglich­
keiten entsprechen, wobei die Druckdifferenz zwischen dem marimal 
möglichen Überdruck von 70 at und dem vorgegebenen Kühlmitteldruck 
von 170 at bzw. 120 at entweder durch einen vorher aufgebrachten 
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Heliuminnendruck oder durch die Stützwirkung des Brennstoffs auf-
gebracht wird. Im Augenblick scheint die Version des Heliurainnen-
drucks realistischer, da keine Angaben über die Stützwirkung des 
Brennstoffs bekannt eind und wohl nur in einem In-pile-Dampfloop 
mit Brüter entsprechenden Parametern zu ermitteln sind. 
Damit läßt sich z.Zt. für Inconel 625 als Hüllmaterial unter Be-
rücksichtigung des Kriechbeulverhaltens folgendes sagen: 
Bei einer mittleren Hullvandtemperatur von 65O C bzw. 700 C darf 
der äußere Überdruck 70 bzw. 50 at nicht übersteigen. 
Der zulässige Innendruck bei einer Standzeit von 20 000 h läßt 
sich im Augenblick aus den Mol 2-Bestrahlungen nur annäherndextra-
polieren. Danach beträgt der maximale konstante Innendruck für 
Inconel 625 bei 65O °C bzw. 700 °C 65 bzw. 35 at, während die 
tangentiale Dehnung bei beiden Temperaturen in der Größenordnung 
von 1 % sein wird (Fig.9)· 
Der mögliche Gesamtinnendruck, der sich aus dem zulässigen Innen-
druck plus dem Kühlmitteldruck ergibt, beträgt bei 65O C und 
120 at Außendruck 185 at, bei 700 °C und dem gleichen Außendruck 
155 at. 
Berücksichtigt man ferner einen Spaltgasdruck von 50 at, der durch 
eine entsprechende Plenumlänge realisiert werden kann, so darf bei 
einem zulässigen Überdruck von 70 at bei 65O C der maximale 
Brennstoffschwelldruck 85 at, bei 700 C und einem zulässigen 
Überdruck von 50 at der Schwelldruck 35 at nicht übersteigen. 
Nach den bisherigen Kenntnissen über das Schwellen von Brennstoff 
dürften diese Drücke am Ende der Standzeit auch einigermaßen 
realistisch sein, natürlich fehlt auch hier die experimentelle 
Bestätigung. 
Aus Sicherheitsgründen muß nun jedoch auch der Fall des vollkom-
menen Wegfalls des Kühldrucks berücksichtigt werden, d.h. eine 
Notkühlung mit gleichem Temperaturniveau. Der Gesamtinnendruck 
wurde bereits für 65O C am Ende der Standzeit mit 185 at, bei 
7OO C mit 155 at bestimmt, er darf die Streckgrenze des Materials 
plus einem Sicherheitsfaktor nicht überschreiten, da sicher auch 
mit Temperaturexkursionen gerechnet werden muß 
Fig.9 In­Pile­Zeitstandfestigkeit(extrapoliert) von Rohrproben 
(7,0 · 0,4mm) aus INCONEL 625 und INCOLOY 800 
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^ 0 , 2 ' S 
1.5 . P­m 
(38) 
P. . = zulässiger Innendruck 1 zul <­
S = Wandstärke 
R = mittlerer Küllrohrradius bei 65O C m 
Mit <o ­ bestrahlt = 61 kg/mm bei 65O C ergibt sich ein 
Ρ. Ί = 450 at und bei 700 °C mit σ! _ - bestrahlt = 58 kg/mm2 1 zul 0,2 °' 
ein P. n = 430 at. 1 zul 
Nach den bisherigen Kenntnissen ist damit eine Brennelementaus­
legung für den dampfgekühlten Brüter und Inconel 625 mit mittleren 
Hüllwandtemperaturen von 65Ο ­ 700 C und 120 at Kühlmitteldruck 
durchaus realistisch. Der notwendige Heliuminnendruck von 30 ­ 70 
at wird gegebenenfalls nach weiteren Kenntnissen über die Brenn­
stof fstützwirkung noch variierbar soin. 
Ein Vergleich mit den Verhältnissen bei 170 at Kühlmitteldruck 
ist Tabelle 4 zu entnehmen. Bei einem Heliumdruck von 110 at 
(650 °C) bzw. 130 at (700 °C) ergibt sich bei 50 at Spaltgasdruck 
und 85 bzw. 35 at Brennstoffschwelldruck ein Gesamtinnendruck 
am Ende der Standzeit von 235 bzw. 215 at. Auch bei Wegfall des 
Kühlmitteldrucks wird hier die Streckgrenze nicht überschritten. 
Im Prinzip gilt deshalb das gleiche wie bei 120 at Kühlmittel­
druck, wenn der maximale Spaltgasdruck (50 at) und der Schwell­
druck des Brennstoffs (85 bzw. 35 at) durch entsprechende Brenn­
elementauslegung (Länge des Spaltgasplenums) und Brennstoffpara­
meter (Dichte, Brennstofftemperatur) in den vorgegebenen Grenzen 
bleibt. 
Darüber hinaus ist eine Erhöhung der Hüllrohrtemperatur auf 750 °C 
mit Inconel 625 sicher nur bedingt möglich, das wird durch den 
starken Abfall der Zeit standkurve bei 750 °C in Fig.10 deutlich. 
Die Znitptandfestigkeit von 2 kg/mm nach 20 000 h ist sicher 
nicht geeignet, Inconel 625 im Dauerbetrieb bei einer mittleren 
Hüllrohrtemperatur von 750 C einzusetzen. 
Bei der Verwendung von Ir.coloy 300 d s Hüllmaterial für den 
dampfgekühlten Brüter sollte auf Grunc der geringeren Festigkeit 
gegenüber Inconel 625 die Sicherhoibefrage im Vordergrund stehen. 



















8 kg /mm2 
2 kg/mm2 
Z e i t [h] 
Fig. 10 Zeitstandfestigkeit von INCONEL 625 
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Die zulässigen maximalen Innendrücke bei Wegfall des Außendrucks 
sind in Tabelle 5 in Abhängigkeit von der Temperatur aufgetragen. 
Danach darf bei 65O bzw. 700 C der Innendruck am Ende der Stand­
zeit 190 bzw. 180 at nicht überschreiten. 
Unter Berücksichtigung der Festigkeit und des hohen η­Wertes der 
Norton­Beziehung muß man jedoch mit einem Heliuminnendruck von 
ca. 100 at rechnen. Genauere Angaben sind in diesem Rahmen nicht 
möglich, da Gleichung (35) mit .1 = 9 gemäß Tabelle 3 nicht ohne 
weiteres lösbar ist. Man muß sich damit im Augenblick auf allge­
meine Betrachtungen, die jedoch sicher nicht völlig unrealistisch 
sind, beschränken. Unter der Annahme eines maximalen Spaltgasdrucks 
von 50 at und eines Schwelldrucks von ebenfalls 50 at als Mittel­
wert für 65O und 700 C wird mit dem Innendruck P. = 200 at der 
zulässige maximale Innendruck am Ende der Standzeit überschritten 
(Tabelle 3'. 65O °C: 190 at, 7OO °C: 180 at). 
Da die Streckgrenze von Incoloy 800 bei 65O C und 700 C keine 
großen Unterschiede zeigt, sind die Unterschiede bei diesen Tempe­
raturen nur geringfügig. Andererseits kann jedoch der Brennstoff­
schwelldruck bei der geringen Hüllwandtemperatur und damit Brenn­
stofftemperatur wesentlich größere Unterschiede zeigen. Hier liegt 
auch der größte Unsicherheitsfaktor bei der ganzen Betrachtung. 
Im Gegensatz zur Streckgrenze unterscheidet sich ferner die 
20 000 h ­ Zeitstandfestigkeit nach Fig.9 bei 65O °C (40 at) 
und 700 C (25 at) prozentual wesentlich stärker. 
Unter Berücksichtigung des Brennstoffschwellens und der vorgege­
benen Festigkeit ist damit bei Incdby 800 eine Entscheidung über 
die Hüllwandtemperatur ­ 65O oder 700 C ­ im Augenblick nur 
sehr schwer möglich. Wahrscheinlich ist die Verwendung von Incoloy 
800 bei einem Kühlmitteldruck von 120 at nur mit relativ festem 
Brennstoff, d.h. einem Konzept der "halbfesten Hülle", möglich. 
Neben einer niedrigen Brennstoff­ und Hüllwandtemperatur muß 
die Hülle ausreichende Festigkeit, aber vor allem gute DuktilitSt 
aufweisen, um den wechselseitigen Verformungen des Brennstoffs 
folgen zu können. Nach den bisherigen Mol­2­Bestrahlungen zeigt 
Incoloy 800, im Cegensatz zu allen anderen untersuchten Legie­
rungen, auch tangentiale Dehnungen in der Größenordnung von 3 %· 
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Nach Versuchen der General Electric /~9_7» die zum Teil nur Deh­
nungen von kleiner 1 % erhalten, handelt es sich bei den eigenen 
Ergebnissen möglicherweise nicht um eine generelle Eigenschaft 
von Incoloy 800, das bekanntlich durch geringe Unterschiede in 
der Zusammensetzung in den mechanischen Eigenschaften stark beein­
flußt werden kann. Nähere Angaben sind damit erst nach zyklischen 
Beanspruchungen unter Bestrahlung möglich, die in etwa dem zeit­
lichen Verlauf der Brennstoffveränderungen entsprechen sollten. 
Zusammenfassend läßt sich über die Verwendung von Incoloy 800 
sagen, daß man die maximale Hüllwandtemperatur 600 C nicht über­
schreiten sollte und eine Unterstützung der Hülle durch den Brenn­
stoff unbedingt erforderlich ist, um den Heliuminnendruck möglichst 
gering zu halten. 
5. Zusammenfassung 
Nach einer kurzgefaßten Darstellung der wichtigsten Grundlagen 
der mechanischen Beanspruchung metallischer Werkstoffe, wurden 
die möglichen Hüllrohrbelastungen für den natrium­ und dampfge­
kühlten Brutreaktor getrennt betrachtet. 
Die Hauptbeanspruchung der Hüllrohre beim natriumgekühlten Reak­
tor kommt vom Innendruck durch die freigesetzten gasförmigen 
Spaltprodukte und das Schwellen des Brennstoffs. Als Hüllwerk­
stoffe kommen vor allem austenitische Stähle in Frage. Da nach 
den bisherigen Bestrahlungsversuchen die Bruchdehnungen bei mehraxi­
aler Belastung in der Größenordnung von 0,5 % bleiben, muß vor 
allem die Festigkeit berücksichtigt werden. Nach den vorgegebenen 
Brennelementauslegungsdaten der Na2­Studie sowie den theoretischen 
Überlegungen und experimentellen Ergebnissen muß bei 65Ο C Hüll­
wandtemperatur und dem Stahl X8CrNiMoVNbl6l3 (4988) der Innen­
druck nach 15 000 h Betriebszeit zwischen 180 und 90 at bleiben. 
Bei einem maximalen Spaltgasdruck von 70 at und der notwendigen 
Sicherheitszugabe darf damit der Brennstof f schwelldruck 50 at 
nicht überschreiten. Für Stähle geringerer Festigkeit, z.B. 
4961 bzw. 4981, muß der maximale Innendruck noch unter dem hier 
angegebenen Wert liegen. 
Beim Brennelement des dampfgekühlten Brüters ist das Kriechbeul­
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verhalten der Hüllrohre eines der wichtigsten Auslegungskriterien» 
Nach festigkeitstheoretischer Überlegungen läßt sich die Stand­
zeit bei einem Außendruck von 120 ­ 170 at berechnen. Da die bis­
her bekannten Theorien relativ gro?e Unterschiede in der Stand­
zeit vermitteln, bedarf es noch der experimentellen Bestätigung. 
Mit großer Wahrscheinlichkeit wird bei iicchwarmfesten Nickelle­
gierungen, z.B. Inconel 6<3, ohne Stütz 'irkung durch den Brenn­
stoff bzw. einen Heliuminnendruck, die erforderliche Standzeit 
nicht erreicht. Bei Inconel 625 darf für eine Standzeit von 
20 000 h bei 65O °C der zulässige Außendruck nicht höher als 70 at 
und bei 700 °C nicht höher ale 50 at sein. Da die Stützwirkung 
des Brennstoffs im Temperaturbereich 650 ·· 700 C nahezu unbe­
kannt ist, muß ein entsprechender Heliuminnendruck: vorgesehen 
werden. Nach den Ergebnissen dei" Moi­2­Vorsuche beträgt der 
Berstdruck von bestrahltem Inconel 625 nach 20 C00 h und 65O C 
ca. 63 at und bei 700 C 35 at. Dor Gesamtinnendruck, zusammen­
gesetzt aus dem Helium­ und Spaltgasdruck sowie dem Sohwelldruck 
des Brennstoffs, sollte damit die vorgegebenen Drücke abzüglich 
des Kühlmitteldrucks nicht überschreiten, Bei 120 at Außendruck 
muß der Innendruck bei 65O C kleiner als 185 at, bei 700 C 
kleiner als 155 at bleiben, die entsprechenden Werte für 170 at 
Außendruck sind dann 235 und 205 at. 
Diese Drücke genügen auch den Sicherheitsanforderungen beim 
kurzzeitigen Wegfall des Außendrucks. Eine Erhöhung der Hüllwand­
temperatur bei Inconel 625 auf 750 C ist dagegen bei der geringen 
ρ Zeitstandfestigkeit Ol/­­ __ , ­ 2 kg/mm nicht empfehlenswert. 
Für Incoloy 800 muß der Heliuminnerdruck noch höher als bei 
Inconel 625 sein. Unter Berücksichtigung des Spaltgas­ und 
Brennstoffdrucks wird die notwendige Sicherheitsanforderung am 
Ende der Standzeit nicht mehr erfüllt; d.h. der Gesamtinnen­
dru&k ist hohes· als die Streckgrenze des Materials. Für das 
Konzept der "halbfesten Hülle" sind jedoch noch weitere Versuche 
notwendig, vor allem über das Verhalten bei zyklischer Beanspru­
chung unter Bestrahlung und über den Brennstoffschwelldruck bei 
Hüllwandtemperaturen von 600 0, Erst dann kenn über die Verwen­
dung von Incoloy 800 als Hüllt·­terial im dtinpf gekühlten Brüter 
entschieden werden. 
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Tab.1 Brennelementdaten für den natriumgekühlten Prototyp-
Reaktor (nach 3) und Eigenschaften des Hüllmaterials 
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Tab.2 Chemische Zusammensetzung und 10000-0,2%und 0,5%-Zeit -






























































Tab.3 Brennelementdaten für den dampfgekühlten Brüter und Eigenschaften 
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Tab.5 Zulässiger max. Innendruck bei Hüllrohren 
aus INCOLOY 800 in Abhängigkeit von der 
Temperatur (Neutronendosis: 2-1021n/cm2) 
Pizul. GQ.2· S 
1,5 · Rm 
= 0,37 mm 
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1. Einleitung 
Die folgenden Ausführungen beinhalten die chemisch-physikalischen 
Wechselwirkungen des Kühlmittels und des Brennstoffes mit dem Hüll-
werkstoff und zeigen die Grenzen auf, die nach dem Stand der gegen-
wärtigen Kenntnisse dem Einsatz hochbelasteter Brennelemente ge-
setzt sind. 
Bevor die typischen Wechselwirkungen jedes Kühlmittels getrennt er-
örtert werden, sollen die markantesten Erscheinungen der Metall-
Korrosion gemeinsam für Dampf und Natrium aufgezeigt werden. Das 
liegt deshalb recht nahe, weil hochlegierte Cr-Ni-Stähle und Ni-Cr-
Fe-Legierungen sowohl für die Dampf- als auch für die Natriumkühlung 
Verwendung finden und unter den Bedingungen eines schnell zirkulie-
renden Kühlmittels in technischen Kreisläufen eine ähnliche Bean-
spruchung erfahren. Es bestehen also gewisse Ähnlichkeiten in der 
Phänomenologie des Korrosionsangriffes, die wie folgt darzustellen 
sind: 
Die allgemeine, ebenmäßige Korrosion des Hüllmaterials wirkt sich 
nachteilig aus durch Oxidschichtbildung und/oder Abtrag gewisser 
Anteile der Wandstärke zu Lasten des tragenden Querschnitts und 
der thermohydraulischen Dimensionierung der Brennelementanordnung 
besonders bei langzeitigem Reaktoreinsatz. 
Die selektive Korrosion bewirkt ein struktur- (korn- oder korngren-
zen-) spezifisches, nicht gleichmäßiges Vordringen der Reaktions-
front in das Metallinnere oder auch eine zusammensetzungsspezifi-
sche Diffusion und Reaktion gewisser Legierungsanteile in der Ma-
terialoberfläche unter Schaffung resp. Zurücklassung von Diffusions-
oder Reaktionszonen veränderter Legierungszusammensetzung und ver-
änderten chemischen und mechanischen Verhaltens der solchermaßen 
veränderten Materialoberfläche. 
Produkte dieser allgemeinen und selektiven Oberflächen-Korrosion 
führen zu Kreislaufablagerungen überall dort, wo das Kühlmittel 
seine Energie durch Abkühlung oder Entspannung verliert. Diese 
Stoffe fallen dann entsprechend ihrer verminderten Lb'slichkeit 
aus dem Reaktorkühlmittel aus und können - wie auch die mecha-
nisch mitgerissenen Anteile - zu radioaktiven Abscheidungen, so-
gar zur Kreislaufverstopfungen Anlaß geben. 
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Auch seien die lokalen Korrosionsschäden erwähnt, die besonders an 
niedriger legierten Cr-Ni-Stählen im Zusammenhang mit temperaturab-
hängigen Ausscheidungsvorgängen in den Legierungen, Verunreini-
gungen im Kühlmittel und mechanischen Zugspannungen im Material meist 
über elektrochemische Mechanismen der Spannungskorrosion auftreten 
können. 
Damit sind die wesentlichsten Punkte genannt, nach denen die Wech-
selwirkung der beiden Kühlmittel mit dem Brennelement-Hüllmaterial 
im folgenden getrennt besprochen werden sollen. 
Da die Zahl der verfügbaren Informationen äußerst beschränkt ist, 
schließen sich nur wenige Ausführungen über die Reaktion von Brenn-
und Spaltstoff mit dem Hüllmaterial an. 
2. Heißdampf-Korrosion von Reaktorwerkstoffen 
2.1 Allgemeine Heißdampf-Korrosion 
2.1.1 Allgemeine Betrachtung 
Im Gegensatz zu dem unedlen Element Natrium ist Wasserstoff 
ein recht edles Element, das mit Sauerstoff unter Bildung von 
Wasser und Abgabe einer freien Bildungsenergie A G von etwa 
- 120 kcal/Mol reagiert. Da der Gewinn freier Bildungsenergie 
bei der Oxydation der hier interessierenden Metalle jedoch bei 
etwa - 120 bis - 180 kcal/Mol liegt - die Aktivierungsenergie-
schwelle wird durch die der Oxydation vorgelagerten Adsorptions-
und Chemisorptionsvorgänge mit freien Bildungsenergien von mehr als 
- 100 kcal/Mol herabgesetzt - vermag Wasser dampf als schwaches 
Oxydationsmittel unter Bildung die Reaktionspartner trennender 
Oxidschichten zu reagieren. 
Darüber hinaus tritt in technischen Dampfkreisläufen bei Anwendung 
hoher Wasserdampfdrucke, hoher Strömungsgeschwindigkeiten und kon-
tinuierlicher Wasserstoff-Abtrennung durch Kondensatentgasung ein 
Oxydationsmittelüberschuß auf, so daß es nicht zu einer Einstellung 
des folgenden Reaktionsgleichgewichtes: Me + Hpß s MeO + H_ 
kommt, sondern zu einer einseitigen Begünstigung der Metalloxy-
dation. 
Doch da die Änderung der freien Energie zwar die treibende Kraft 
der Oxydationsreaktion darstellt, diese Größe aber keine oder nur 
wenig Beziehung zur Reaktionsgeschwindigkeit hat, verlagern eich 
die Probleme der Metall-Korrosion von thermodynamischen zu kineti-
schen Fragen des Reaktionsablaufes, auf die im folgenden näher 
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eingegangen werden soll. 
2.1.2 Isotherme Heißdampf-Korrosion 
Die isotherme Heißdampf-Korrosion der Struktur- und Brennele-
menthüllmaterialien, über deren Zusammensetzung im hier interessie-
renden Rahmen die Tabelle 1 Auskunft gibt, führt zum Aufbau von 
Oxidschichten unterschiedlicher Dicke, Struktur, Zusammensetzung 
und Haftfestigkeit an der metallischen Unterlage. Gemeinsam ist je-
doch allen Materialien ein Reaktionsablauf, der nach einem relativ 
kurzzeitigen, nicht linearen Ubergangszustand über längere Reaktions-
zeiten durch eine lineare Funktion angenähert werden kann. 
AW = AW 0 + kxt /"1_7 
.ÛW = korrodierte Metallmenge in mg/dm 
A W = durch Schnitt der linearen Funktion mit der Ordinate 
° 2 
extrapolierte Konstante in mg/dm 
k, = Konstante der linearen Reaktionsgeschwindigkeit in 2 mg/dm Monat 
t = Reaktionszeit in Monaten 
Im Prinzip ist AW abhängig von der Struktur und Reinheit der Aus-
gangs-Metalloberflache, auf der die erste oxidische Deckschicht ge-
bildet wird. Die Konstante der linearen Reaktionsgeschwindigkeit 
ist abhängig von der Reaktionstemperatur gemäß der Arrhenius-Be-
ziehung, von der Kaltverformung der Metalloberfläche sowie von dem 
Gittertyp, Molvolumen, Fehlordnung, Haftfestigkeit, der thermodyna-
mischen Stabilität der sich bildenden Oxide und vom Zustand, der 
Strömungsgeschwindigkeit und der Qualität des Dampfes. 
Nur wenige dieser Parameter sind in schmaler Meßbreite an einer ge-
ringen Zahl von Materialien untersucht worden. Bei den untersuchten 
Cr-Ni-Stählen, einschließlich Incoloy-800, wurde eine starke Ab-
hängigkeit von der Oberflächenvorbereitung /2,_37, eine geringfügi-
gere vom Sauerstoffgehalt und der Strömungsgeschwindigkeit und eine 
relative Unempfindlichkeit vom Dampfdruck experimentell nachgewie-
sen. Die Korrosion der untersuchten Nickellegierungen ist weniger 
abhängig vom Oberflächenzustand. ein Einfluß des Sauerstoffgehaltes 
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des Dampfes wurde nicht gefunden /_ k7· Der Einfluß des Druckes ist 
noch nicht bekannt. 
Als Beispiel sind in Fig.1 die Orcydationskurven _/~5_y7, in Tabelle 2 
die Reaktionsgeschwindigkeiten und die zugehörigen Konstanten eini-
ger technischer Heißdampf-Legierungen für zwei verschiedene Tempe-
raturen wiedergegeben ƒ '!_/. Die Figuren 2 und 3 geben den typi-
schen Aufbau der Oxidschichten auf Incoloy-8C0 und Inconel-625 nach 
isothermer Heißdampf-Reaktion wieder /6,?7· 
Im allgemeinen gilt für diese Legierungen: 
Austenitische Cr-Ni-Stähle bilden dicke, zwei- bis dreiphasige 
und schützende Oxidschichten von relativ guter Haftfestigkeit, 
Nickel-Basislegierungen bilden dünne, einphasige Oxidschichten, 
die kleine Metallpartikel einschließen und einen horizontalen 
Spalt (wohl entlang der Ausgangsoberfläche des Materials) zei-
gen. Meßbare Anteile der Oxidschicht worden an das Heißdampf-
System verloren und hinterlassen eire, auf der Oberfläche zer-
klüftete Struktur, 
Incoloy-800, das in seiner Legierungszi^ .sammensetzung zwischen 
den beiden erstgenannten Legierungstypen steht, besitzt die 
Vorteile beider: eine schützende, dreiphasige Oxidschicht mitt-
lerer Dicke und guter Haftfestigkeit 3^3' ^-e Zusammensetzung 
der drei Teilschichten wurde durch Röntgenbeugungsanalyse nach 
mechanischem Abtrag als aus (dampfseitig beginnend) oC-Fe-O.,, 
Spinelle (Fe,0. '; und Nickel/Eison-Chromspinell) und Cr_0, mit 
metallischen Partikeln bestehend erkannt 3^3' 
Durch metallographisches Ätzen wurden bei allen untersuchten Legie-
rungen in den der Oxidschicht benachbarten, metallischen Rand-
schichten weiße, strukturlose Zonen gefunden, die durch selektive 
Diffusion und Oxydation einiger Legierungselemente, besonders des 
Chroms, entstanden waren. Die metallographische Erscheinungsform 
und Dicke dieser Diffusionszone wurde für Inconel-625 planimetrisch 
ermittelt j/~8_7, die geringe Widerstandskraft gegen erneute Oxyda-
tion nach Entzunderung wurde an Proben des Incoloy-800 nachger/ie-
sen 373' 
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Das Ergebnis der isothermen Vorauswahl von Brennelement-Hüllmateria-
lien läßt sich wie folgt zusammenfassen: neben den in der Heißdampf-
Technologie bewährten ferritischen und austenitischen rostfreien 
Stählen zeigen besonders die nickelhaltigen Legierungen ein ausge-
zeichnetes Verhalten in Heißdampf höherer Temperatur. 
Ganz anders jedoch verhält sich die Heißdampf-Korrosion desselben 
Materials unter den Bedingungen des Wärmetransportes zum kühlenden, 
schnell zirkulierenden Dampf. Eine entscheidende Zunahme des An-
stieges der linearen Funktion (siehe Fig.^ f) erfordert eine umfang-
reiche Erprobung der Materialien unter den speziellen Anwendungs-
bedingungen des Brennelement-Hüllmaterials eines dampfgekühlten 
Reaktors. Davon soll im folgenden Abschnitt die Rede sein. 
2.1.3 Heißdampf-Korrosion unter Wärmeübergang 
Im Gegensatz zu den Verhältnissen unter isothermen Reaktions-
bedingungen steht die unter Wärmeübergang zum Dampf auf dem Metall 
sich ausbildende Oxidschicht unter dem Einfluß sich überlagernder 
thermischer und mechanischer Spannungen (Fig.5), die durch die 
Oxidschichtbildung, den Strömungsdruck des Dampfes und den steilen 
Temperaturgradienten in der laminaren Dampf grenzschicht erzeugt wer-
den und zum Abplatzen beträchtlicher Anteile der Oxidschicht im 
Verlauf der Langzeitreaktionen führen /~9_7· 
Nach einem nicht linearen Kurvenabschnitt tritt erneut ein lineares 
Zeitgesetz 3^3^ dieses Mal aber mit einem wesentlich steileren 
Tangens als bei vergleichbaren isothermen Bedingungen, auf: 
AW = AW + k,t o 1 
Im Prinzip besteht, ähnlich wie unter isothermen Bedingungen, eine 
Abhängigkeit der Reaktionsgeschwindigkeit von der Temperatur ge-
mäß der Arrhenius-Beziehung, vom Dampfzustand, der Kaltverformung 
der Materialoberfläche sowie von den physikalischen und chemischen 
Eigenschaften der gebildeten Oxide. Während die korrodierte Metall-
menge in Abhängigkeit von der Reaktionstemperatur mit Hilfe der 
folgenden Funktionen errechnet werden kann, 
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Incoloy­800 
AW = 48Λ3 Τ exp (­5230/Τ) + 3^09­T­t (­10388/T) 3Λ03 
Inconel­625 
AW = 2^ f27 exp (­3073/T) + 1.07­106 t exp (-99kk/T) /~11_7 
mit AW = korrodierte Metallmenge in mg/dm 
T = absolute Temperatur in K 
t = Reaktionszeit in Monaten 
ist eine Abhängigkeit von der Kaltverformung der Materialoberfläche 
nur qualitativ nachgewiesen worden /~11_7­ Unerprobt blieb bislang 
die Abhängigkeit vom Dampfdruck, von der Größe des Wärmeübergangs 
sowie von der Reinheit des Heißdampfes hinsichtlich Gasgehalt und 
Spurenverunreinigungen nach technischer Dampferzeugung. 
Das lineare Zeügesetz tritt, begünstigt durch die Bildung poröser 
Schichtstrukturen, gelegentlich aber auch bei kompakten Schichten 
/~12_7, bei einer geschwindigkeitsbestimmenden Phasengrenzreaktion 
an der Phasengrenze Metall/Oxid oder Oxid/gasförmiges Oxydations­
mittel auf. Im vorliegenden Fall scheint unter der Einwirkung me­
chanischer Spannungen die poröse Struktur durch Entstehen, Verhei­
len und Wiederentstehen von Schichtdefekten aufrecht erhalten zu 
werden, doch ist die geschwindigkeitsbestimmende Phasengrenzreak­
tion nicht bekannt. Die abplatzenden Metalloxide werden im Dampf­
strom fortgerissen, zum Teil im Dampfsystem (Rohrleitungen, Ventile, 
Turbine usw.) abgelagert, zum größten Teil aber aus dem Dampfkonden­
sat entfernt. 
Die F Lg. 6 zeigt den zeitlichen Verlauf der Heißdampf­Korrosion unter 
Wärmeübergang von Incoloy­800 und Inconel­625. Die besonders gute 
Korrosionsbeständigkeit des Inconel­625 wird deutlich bei Extra­
polationen auf eine Reaktionszeit von 3 Jahren bei 70^ C Oberflächen­
temperatur: für Incoloy­800 wird ein mittlerer Metallverlust von 
2 2 
31*f0 mg/dm = kO μ Wandstärke, für Inconel­625 von 1^ 91 mg/dm = 19yu 
berechnet /Τθ,1_ΐ7 
Die Fig.7 läßt erkennen, daß es nicht zu einem Aufbau einer, den 
Wärmeübergang behindernden, dicken Oxidscliicht im Laufe der bisher 
untersuchten Versuchszeit kommt, da sich mit einer vergleichbaren 
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Geschwindigkeit neben der Korrosion ein ständiger Verlust der Oxid-
schicht an das Heißdampf-System vollzieht /3\l_j7· 
Die Fig.8 und 9 zeigen repräsentative mikroskopische Aufnahmen der 
Materialoberflächen von Incoloy-800 /~9j7 "nd Inconel-625 /~6_7 
nach mehrtausendstündigen Korrosionsversuchen. Die Oxidschichten 
sind dünn und durchdringen, besonders im Fall des Inconel-625, 
recht ungleichmäßig das metallische Gefüge der Hüllrohroberfläche. 
Durch metallographisches Ätzen wurden auch bei den unter Wärmeüber-
gang korrodierten Materialien unterhalb der Oxidschichten Zonen lo-
kaler Zusammensetzungsunterschiede (Diffusionszonen) sichtbar ge-
macht. Quantitative Untersuchungen mit der Mikrosonde und Röntgen-
fluoreszez 3 ^ 3 zeige*i, claß - während sich die Metalle Eisen 
und Nickel anreichern - aus den beiden untersuchten Legierungen 
Incoloy-800 und Inconel-625 vor allem Chrom selektiv herausoxydierte 
und zum Aufbau der Oxidschicht unverhältnismäßig stark beitrug. Die 
Ausmessung der Konzentrationsprofile in der Metalloberfläche nach 
der Korrosionsreaktion erlaubt bei bekanntem Metallverlust und be-
kannter Zusammensetzung des haftfesten Oxides eine quantitative 
Berechnung der Zusammensetzung des Oxides vorzunehmen, das an das 
Heißdarapf-System verloren wurde. Auch konnten Berechnungen über den 
dynamischen Gleichgewichtszustand der Diffusionszone im Verlauf 
langzeitiger Korrosionsreaktionen durchgeführt werden /Ti, 1^7. 
Zusammenfassend kann festgestellt werden, daß aus dem Kreis der 
untersuchten technischen Legierungen Inconel-625 als favorisiertes 
Material der Gruppe der Nickellegierungen, Incoloy-800 als bestes 
Material unter den hochlegierten Cr-Ni-Stählen zur Anwendung als 
Brennelement-Hüllmaterial für die thermische oder thermisch-schnelle 
Dampfüberhitzung hervorgegangen sind und die notwendigen Voraus-
setzungen erfüllen, ernsthaft zur Verwendung als Hüllmaterial für 
einen dampfgekühlten schnellen Brutreaktor erprobt zu werden. 
2.1.4 Heißdampf-Korrosion unter Wärmeübergang und Bestrahlung 
Nur wenige Ergebnisse stehen zur Beurteilung der Frage zur 
Verfügung, welchen Einfluß ein thermischer Neutronenfluß auf den 
Ablauf der Heißdampf-Korrosion unter Wärmeübergang ausübt. Eine 
quantitative Aussage könnte ein Vergleich der EVESR-Nachbestrah-
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lungsuntersuchungen mit den bei der General Electric durchgeführ-
ten out-of-pile Heißdampf-Korrosionsversuchen unter Wärmeübergang 
erbringen, da die Reaktorbetriebsbedingungen - mit Ausnahme des 
Neutronenflußes - weitgehend den Kreislaufbedingungen entsprachen. 
Da aber ein mehrhundertfacher Wechsel der Betriebsbedingungen gele-
gentlich der Abschaltungen, des Anfahrens und der Lastwechsel auf-
trat, der die Gesamtzeit der Hochtemperaturbelastung der Brennele-
mente zwar verminderte, doch in unkontrollierbarem Madie die ther-
misch-mechanischen Ubergangszustände beeinflußte, unter denen die 
Oxidschichten von den Oberflächen der Brennelemente abplatzen und 
die Korrosion begünstigen, sind diese Ergebnisse des etwa 3-jähri-
gen Reaktorbetriebes (mit entsprechend reduzierter Verfügbarkeit) 
nur halbquantitativ verwendbar. 
Die EVESR-Nachbestrahlungsuntersuchungen ergaben im Fall der niedrig 
belasteten Mark II - Elemente mit maximaler Oberflâchentemperatur 
von 730-750°C und den Hüllmaterialien 30k ss, 310 ss, Incoloy-800 
und Inconel-600 eine durch Korrosion oxydierte und in der Zusammen-
setzung lokal veränderte Wandstärke von insgesamt 25-50 u. Die Keiß-
dampf-Korrosion der höher belasteten Mark III - Elemente mit maxi-
malen Oberflächentemperaturen von 760-770°C und dem Hüllwerkstoff 
Incoloy-800 betrug einschließlich aller Randeffekte weniger als 
25 n Z~15_7. 
Die Extrapolationen aus den out-of-pile Korrosionsversuchen unter 
Wärmeübergang erwiesen sich damit - grob gesprochen - im wesent-
lichen als richtig. Doch sollten in Zukunft alle Möglichkeiten wahr-
genommen werden, weitere Ergebnisse der Heißdampf-Korrosion im 
schnellen und thermischen Neutronenfluß an Brennelement-Hüllmaterial 
zu erarbeiten. 
2.2 Lokale Heißdampf-Korrosion 
2.2.1 Spannungskorrosion außerhalb des Reaktors 
In Autoklaven - 3 ^ 3 resP· Kreislauf - Versuchen 3 ^ 3 
ist die Möglichkeit gezeigt worden, unter Zusatz chemischer Verun-
reinigungen und/oder hohen mechanischen Zugspannungen in der Dampf-
atmosphäre trans- oder meist interkristalline Spannungskorrosions-
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schaden an Heißdampfmaterialien zu erzielen. Betroffen waren davon 
bislang die wesentlichen Werkstoffe mit Ausnahme der matrixhärtenden 
Mo- und Nb-haltigen Nickellegierungen wie Inconel-625, Inconel-718 
etc. Bisher ist es jedoch nicht gelungen, eindeutig zwischen chemisch 
begünstigten Spannungsschäden und spannungsbegünstigtem chemischem 
Angriff zu unterscheiden und den Bereich kritischer Materialbean-
spruchung hinsichtlich der Parameter Spannung und Chlorid-Konzentra-
tion schärfer aufzuzeigen. 
2.2.2 Spannungskorrosion im Heißdampf-Reaktor 
Aus den Erfahrungen des SADE- und ESADE-Versuchskreislaufes 
im VBWR der General Electric, in denen zahlreiche Spannungskorro-
sionsschäden auftraten 3 ^ 3 ' lernte man, daß nur extreme Wasser-
reinigung einen durch Brennelementschäden ungestörten Reaktorbetrieb 
garantieren kann. Entsprechende Vorkehrungen (siehe Tabelle 3) wur-
den während der 3jährigen Betriebszeit des EVESR getroffen und da-
mit erreicht, daß sich nur an zwei Stäben aus kommerziellem 30k ss 
der 508 Stäbe umfassenden Beladung Spannungskorrosionsschäden er-
eigneten. An keinem der übrigen wurden lokale Korrosionsschäden, 
auch nicht im Entstehen, gefunden. Selbst dünne Abscheidungen von 
Verunreinigungen, besonders entlang der Abstandshalterdrähte, die 
sich wohl meist aus Silikaten zusammensetzten, begünstigten keines-
falls Spannungskorrosionsschäden. 
Die Forderung, die Materialentwicklung, Brennelement-Entwurf und 
Reaktorbetrieb bei der Entwicklung und Anwendung eines Brennele-
mentes für einen dampfgekühlten Brutreaktor zu erfüllen haben, kann 
wie folgt ausgesprochen werden: 
es sind Legierungen zu entwickeln, die unter einer normalen Zug-
spannung in der Hüllrohroberfläche lokale Konzentration von Ver-
unreinigungen (z.B. ein Abstandshalterdrähten oder Turbulanz-
förderern) schadlos widerstehen, 
es sind Reaktorbetriebsbedingungen einzustellen, bei denen der 
Brennelement-Werkstoff außerhalb seines kritischen Bereiches 
der Einwirkung chemischer Verunreinigungen und mechanischer 
Zugspannungen zum Einsatz kommt. 
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2.3 Zusammenfassung und Aufgabenstellung 
In out-of-pile Kreislsufversuchen und im EVESR wurde der Ein-
satz einer Vielzahl von Materialien unter den Bedingungen der ther-
mischen Dampfüberhitzung erfolgreich demonstriert. Bei diesen Unter-
suchungen wurden aber folgende, für einen dampfgekühlten Schnellen 
Brutreaktor spezifischen Belastungen des Brennelement-Hüllmaterials 
nicht verifiziert: 
Verwendung eines Hüllrohres geringen Durchmessers (etwa 7 mm) 
aus einem hochnickelhaltigcn Werkstoff (wie Inconel-625) bei 
Verwendung spezieller Abstandshaïer (Rippenrohre) und den Wärme-
übergang verbessernden Oberflächengeometrien, 
- Einsatz unter Oberflächentemperaturen von etwa 700-750 C, einem 
Wärmefluß von 160-2C0 W/cm , einem Dampfdruck von I5O-I8O atm 
und einem durch den hohen Außendruck bedingten speziellen Span-
nungszustand der Brennelement-Hülle, 
Uberhitzung bei technischer Dampferzeugung durch direkten Wärme-
übergang und Kondensatverdampfung, 
Einsatz im schnellen Neutronenfluß bis zu höchsten Abbränden. 
Maßstäblich out-of-pile und in-pile Versuche, mit besonderem Augen-
merk auf die Heißdampf-Korrosion, sind deshalb im Rahmen der Hüll-
materialentwicklung für einen dampfgekühlten Schnellen Brutreaktor 
weiterhin erforderlich. 
3. Natrium-Korrosion von Reaktorwerkstoffen 
3.1 Allgemeine Natrium-Korrosion 
3.1.1 Allgemeine Botrachtung 
Das oberhalb einer Temperatur von 97,7°C flüssige Metall-
Natrium dient der Reaktortechnologie als Kühlmittel, mit Vorteil 
zur Abfuhr großer Wärmemengen aus einem Reaktorcore hoher Leistungs-
dichte. Wegen seiner Eigenschaft als starkes Reduktionsmittel und 
einer nur sehr geringen Löslichkeit der Behälter- und Brennelement-
Hüllmaterialien aus Legierungen des Eisens, Chroms und Nickels bei 
Arbeitstemperatur läßt sich der chemische Korrosionsangriff, des-
sen Mechanismus und Aurmaß in Abhängigkeit von verschiedenen 
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Reaktor-Betriebsbedingungen im folgenden aufgezeigt werden sollen, 
in erträglichen Grenzen halten. 
Die Flüssigmetall-Korrosion resultiert einerseits aus Differenzen 
des chemischen Potentials zwischen flüssigem und festem Metall und 
andererseits aus der chemischen Reaktion der Oberfläche des festen 
Metalles mit dem flüssigen Metall und seinen Verunreinigungen. Der 
erste, rein physikalische Mechanismus wird wie folgt beschrieben 
(Fig.10): 
1. In einem isothermen System, das ein festes Metall in Kontakt 
mit einem flüssigen Metall enthält, existiert solange eine Dif-
ferenz des chemischen Potentials als treibende Kraft der Auflö-
sung des festen Metalles bis sich das Flüssigmetall nach Maß-
gabe der temperaturabhängigen Löslichkeit mit dem festen Metall 
sättigt und sich ein Gleichgewichtszustand zwischen Auflösung 
und Abscheidung einstellt. 
2. Dieser Gleichgewichtszustand kann wie folgt gestört werden: 
durch Auftreten von Temperaturdifferenzen im Fest-Flüssig-
metall-System, die im Bereich höherer Temperaturen eine ver-
stärkte Löslichkeit des festen Metalles im Natrium, im Be-
reich niederer Temperaturen eine verminderte Löslichkeit 
und Abscheidung zur Folge haben, 
bei isothermem Einsatz von zwei festen Metallen unterschied-
licher Zusammensetzung im Natrium, wobei die löslichen Antei-
le des einen Metalles unter Bildung von Legierungen, Ablage-
rungsverbindungen oder Oberflächen-Diffusionsschichten mit 
dem anderen Metall reagieren. 
In beiden Fällen kommt es zu einer verstärkten Auflösung von 
Metallen, die sich im ersten Fall bei örtlichen Temperaturdiffe-
renzen in Natriumkreisläufen laufend vollzieht (thermischer Mas-
sentransport), die im zweiten Fall erst dann zum Stillstand kommt, 
wenn die konzentrationsabhängige Potentialdifferenz zwischen 
den beiden festen Metallen abgebaut ist, d.h. durch Abscheidung 
und Verbindungsbildung mit dem zweiten Metall schließlich 
beide Metalle dasselbe Oberflächer.potential gegenüber Natrium hin-
sichtlich des nunmehr gemeinsamen Partners besitzen. Eine so ent-
standene Legierungsschicht kann als Diffusionshindernis wirken 
und den Massentransport im Laufe der Zeit zum Stillstand bringen 
/~"19_/. Das sind die Bedingungen des konzentrationsabhängigen 
chemischen Massentransportec wie er in Natrium-Kreisläufen bei 
Verwendung z.B. von ferritischen und austenitischen Anlageteilen 
auftritt. Dabei "entkohlen" die Ferrite, während die Austenite 
"aufkohlen". 
3· Die chemische Reaktion des Natriums und seiner Verunreinigungen 
mit den exponierten Metalloberflächen kann gemäß der Änderung 
der freien Bildungsenergie aus Reduktions- und Oxydationsvor-
gängen bestehen. So ist es unterhalb 700 C thermodynamisch mög-
lich 3203: 
- mit Natrium die Oxide des Eisens, des Nickels und des Chroms 
zu reduzieren, 
- mit Natriumoxid die Metalle Vanadin, Niob, Titan, Zirkon und 
Uran zu oxydieren. 
Beide Vorgänge können sich unter Korrosion der Materialober-
fläche vollziehen. Doch sind wegen der Undefinierten Aktivität 
des gelösten Sauerstoffes, der Bildung intermediärer Natrium-
oxid-Metall-Oxid-Komplexe und dos heterogenen Aufbaus des Sys-
tems Legierung/Flüssigmetall diese Reaktionen noch weitgehend 
unerforscht. Das ist verständlich, da das, was sich dem Experi-
mentator als Korrosion in einem technischen Flüssigmetall-Kühl-
kreislauf zeigt, eine Überlagerung der gesamten obengenannten 
Erscheinungen physikalischer und chemischer Art in einem System 
aus verschiedenen, kompliziert aufgebauten Legierungen bei unter-
schiedlicher Betriebstemperatur und dem Flüssigmetall mit ver-
schiedenen Verunreinigungsgehalten darstellt. 
Gesichert ist vom Mechanismus der Korrosionsreaktion, daß es 
mindestens während der ersten Phase zur Ausbildung einer mehr 
oder wenig haftfesten Oxidschicht (unter Gewichtszunahme) kommt, 
die abgelöst wird von zuerst selektiver, später (nach Einstel-
lung eines Diffusionsprofiles in der Materialoberfläche) von 
gleichgewichtskonzentrationsbestimmter Materialauflösung (vinter 
Vt 
Gewichtsabnahme) in den heißen Zonen des Kreislaufsystems und 
für den Fall stark temperaturabhängiger Löslichkeit einer Ab-
scheidung in den weniger heißen Bereichen. 
3.1.2 Isotherme Natrium-Korrosion 
Maßstäbliche Versuche zur Auswahl geeigneter Struktur- und 
Brennelement-Hüllmaterialien werden in technischen Kreisläufen 
durchgeführt. Ohne auf spezielle Fragen ihres Entwurfes, Baues oder 
Betriebes eingehen zu können, soll ganz allgemein festgestellt wer-
den, daß in jedem Fall die erzielten Ergebnisse anlagespezifisch 
sind, und daß zu ihrem Verständnis mindestens die folgenden Betriebs-
größen bekannt sein müssen: 
1. Maximale Temperatur des Kreislaufsystems 
2. Maximale Temperaturdifferenz zwischen heißer und kalter Zone 
des Kreislaufsystems 
3. Strömungsgeschwindigkeit des Natriums in den Teststrecken 
k. Verunreinigungs- besonders Sauerstoffgehalt des Natriums 
5· Legierungszusammensetzung der verwendeten Kreislaufmaterialien 
6. Legierungszusammensetzung und Position der Probematerialien. 
Als Kreislaufmaterialien können die in Tabelle k aufgezeigten nie-
drig legierten, ferritischen Materialien in den Zonen niederer Tem-
peratur dann eingesetzt werden, wenn es gelingt, den Kohlenstoff-
gehalt mittels Niob, Vanadin oder Titan zu stabilisieren, um da-
mit den Massentransport in die heißen Zonen zum austenitischen 
Material zu unterbinden. Die Korrosion dieser ferritischen Materia-
lien bleibt nach anfänglicher Chrom- und Mangan-Verarmung /"~21_7 
der Materialoberfläche auf einen dynamischen Gleichgewichtszustand 
beschränkt, in dem.neben Eisen,Chrom nur noch gemäß seiner Diffusion 
durch die verarmte Zone von etwa 12 u Dicke in Lösung geht. 
Als Kreislaufmaterialien für die bei höheren Betriebstemperaturen 
arbeitenden Teile des Kreislaufes werden im allgemeinen austeniti-
sche Chrom-Nickel-Stähle (Tabelle k) verwendet. Ihre Erprobung als 
Kreislauf- und besonders als Brennelement-Hüllmaterial nimmt den 
breitesten Raum in der Literatur ein. Zum quantitativen Verständnis 
der Abhängigkeit des thermischen Massentransportes von der absoluten 
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Höhe der Temperatur bei gegebener Temperaturdifferenz werden in 
Fig.11 für Cr-Ni-Stähle und Nickelbasislegierungen Ergebnisse wie-
dergegeben, die deVan /~22_7 beim 1000stündigen Betrieb von Kreis-
läufen aus jeweils nur einem Material, jedoch bei Anwendung einer 
Reihe verschiedener Materialien im Versuchsprogramm, erarbeitete. 
Sie zeigen ein gutes Verhalten der austenitischen Chrom-Nickel-
Stähle, doch bei hochnickelhaltigen Legierungen die starke Tendenz, 
in den heißen Zonen in Lösung zu gehen und sich in den kältesten 
wieder abzuscheiden. 
Ähnlich sind die Ergebnisse von Thorley und Tyzak j/~23_7, die 
unter scharfen Bedingungen eines technischen Kreislaufes aus auste-
nitischem Stahl bei hohen Sauerstoffgehalten und Natrium-Strömungs-
geschwindigkeiten etwa dem Nickelgehalt proportionale Korrosionsge-
schwindigkeiten, insbesondere der technischen Nickellegierungen, 
fanden. Die in Fig.12 aufgeführten Werte lassen erkennen, daß 
trotz geringerer Festigkeit - austenitische Chrom-Nickel-Stähle 
mit Vorzug als Brennelement-Hüllmaterial in Natrium bis zu Tempe-
raturen von 65O C eingesetzt werden. Das bestätigen auch die weite-
ren Untersuchungen der Autoren, in denen Korrosionsresultate auste-
nitischer Cr-Ni-Stähle, die unter vergleichbaren Bedingungen erarbei-
tet wurden, in einer Kurvendarstellung zusammengefaßt sind. 
Die Fig.13 zeigt, daß die Natriumkorrosion dieser Materialklasse unter 
den besagten, verschärften Bedingungen durchweg bei 35-50 «/Jahr liegt 
und, wie im weiteren dargelegt wird, sich durch Reinigung des Natriums 
auf 10-15 ppm Sauerstoff auf etwa 1^ -35 n/Jahr her abdrücken läßt. 
Die Korrosion der Cr-Ni-Stähle in flüssigem Natrium verläuft über 
folgenden Mechanismus: zuerst bildet sich unter geringfügiger Ge-
wichtszunahme ein grün-schwarzer Oxidfilm aus, dessen Zusammenset-
zung als die eines Natriumchromat (III)-NaCrO? erkannt wurde /~2*fJ7. 
Dieser Vorgang hat eine Chromverarmung der Oberfläche zur Folge. 
Im nächsten Schritt wird diese Chromat-Schicht abgelöst und aus 
der bloßen Metalloberfläche Nickel herausgelöst bis die Zusammen-
setzung und Struktur des Gefüges ferritisch ist. Diese Umwandlung 
kann an Hand der Fig.1*f leicht verstanden werden. Erst bei einem 
Eisengehalt der Metalloberfläche von etwa 90 % ist ein Gleichge-
¡c 
wichtszustand eingestellt, der alle Charakteristiken der Korrosion 
eines ferritischen Materials (wie z.B. 2 Λ/k Cr ­ 1 Mo) /~23 / zeigt. 
Parallel zu diesen selektiven Auflösungs­ und Strukturumwandlungspro­
zessen in der Materialoberfläche kann, wie es zum Beispiel die General 
Electric beschreibt /~21_7, eine Aufkohlung durch Kohlenstofftrans­
port eintreten: von einem unstabilisierten 2 1/4 Cr ­ 1 Mo in der 
kälteren Zone des Kreislaufes wurde Kohlenstoff während etwa 2800 
Stunden bei 65O C und 1 m/sec Strömungsgeschwindigkeit auf die Ober­
fläche eines 316 ss in der heißen Zone transportiert und dort in 
Form von karbidischen Ausscheidungen unterhalb der ferritischen 
Gleichgewichtszone inter­ und intrakristallin im austenitischen Ge­
füge bis in eine Tiefe von 50 μ abgeschieden. Systematische Versuche, 
die sich hauptsächlich mit dem Einfluß dieses Kohlenstofftransportes 
auf die Festigkeit und die Dehnung des betroffenen Materials be­
schäftigen, sind auch in anderen Laboratori3n im Gange und können 
in der Literatur verfolgt werden ¿_ 237-
Der Einfluß der Temperatur auf die Reaktionsgeschwindigkeit in Natrium 
wurde im Bereich höherer Sauerstoffgehalte und bei Temperaturen von 
^50­725°0 für austenitische Chrom­Niokcl­Stähle von Thorley und Tyzak 
J 23_7 w^ ­e folg* beschrieben: 
k = 2,3 x IO"6 « exp olZgjO) 
k = Reaktionsgeschwindigkeit in cm/sec 
Τ = absolute Temperatur in Κ 
Diese Autoren beschrieben die Abhängigkeit des Metallvsrlustes von 
der Sauerstoffkonzentration als linear bei 65O C. Daher erniedrigt 
die Absenkung des Sauerstof f gehaltes im Natrium von 25 auf 10 ppm 
die Reaktionsgeschwindigkeit praktisch um den Faktor 2 (Fig.15)· 
Eine lineare Zunahme der Korrosionsgoschwindigkeit wurde bei Erhö­
hung der Strömungsgeschwindigkeit des Natriums bis zu 3 m/sec ge­
funden. Nach einem Wendepunkt im Gebiet zwischen 3­5 m/sec wird sie 
unabhängig von der Strömungsgeschwindigkeit (Fig.l6). Nach Weeks 
3 ^ 3 scnein* e s 3° ι a^-s °*> ^i-° Na.p0­Zudiffusion im Natrium zur 
Metalloberfläche mit nachfolgender Komplexbildung FeO (Na?0)? und 
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Auflösung der geschwindigkeitsbestimmende Reaktionsschritt ist. Bei 
hohen Natrium-Strömungsgeschwindigkeiten wird diese oberflächliche 
Reaktionszone immer dünner und damit die Reaktionsgeschwindigkeit 
unabhängig von der Strömungsgeschwindigkeit. 
Die General Electric 3 2 ^ 3 f & ß t e den Einfluß der in den vorherge-
henden Abschnitten diskutierten Parameter in einer Formel zusammen, 
die für Ferrite und Austenite die Korrosionsgeschwindigkeit unter 
den Bedingungen des dynamischen Gleichgewichtszustandes nach dem 
Auftreten einer ferritischen Oberflächenschicht wie folgt darstellt; 
k . „9.884 C o 1.156 e x p 1 2 8 ¡ t 5 . ^ 0 0 . 0 - 0 0 6 7 6 L + W Í 
k = Auflösungsgeschwindigkeit in mg/dm «Monat 
V = Natrium-Strömungsgeschwindigkeit in ft/sec 
C = Sauerstoff-Konzentration im Natrium in ppm 
t = Zeit in Monaten 
T = Probentemperatur C 
L = Entfernung vom Einlaß zu einer gegebenen isothermen 
und geschwindigkeitskonstanten Zone 
D = hydraulischer Durchmesser 
Die Konstanten wurden aus 25 Versuchsläufen, die eine ganze Spanne 
von unterschiedlichen Betriebsbedingungen abdeckten, statistisch 
berechnet. 
Ganz im Gegensatz zu der Korrosion der austenitischen Cr-Ni-Stähle 
wurde in einem Meßbereich von <1o-25 ppm Sauerstoff und 2-13 m/sec 
für die Nickelbasislegierung Nimonic 80 A eine Unabhängigkeit der 
Reaktionsgeschwindigkeit von der Sauerstoffkonzentration und 
wie Fig.17 zeigt - eine lineare Abhängigkeit von der Strömungs-
geschwindigkeit gefunden 3 ^ 3 ' D a s ^rd mit diffusionsbestimmter 
Materialauflösung ohne Bildung von komplexen Natrium-Nickel-Oxiden 
begründet. Dieser Befund ist für den Einsatz von Nickelbasislegie-
rungen besonders nachteilig, weil weder durch bessere Natriumreini-
gung eine höhere Materialbeständigkeit erzielt werden kann, noch 
aus Gründen der Wärmeabfuhr aus dem Reaktorcore durch Absenkung der 
Natrium-Strömungsgeschwindigkeit erreicht werden sollte. 
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Zahlreiche binäre und ternäre Vanadin­Legierungen sind aus Gründen 
ihrer großen Festigkeit, geringen Strahlenversprödung und ihres 
niederen Einfangquerschnittes im schnellen Neutronenfluß im Maßstab 
von Versuchsschmelzen hergestellt und der Natriumkorrosion unter­
worfen worden ^ 7,28,29^. Die Resultate zeigen unter anderem, daß 
die Korrosion stark vom Sauerstoffgehalt des Natriums abhängig ist 
und bislang nur bei gründlicher Reinigung des Natriums auf ­ 10 ppm 
(das entspricht einer sehr guten Kaltfallen­ oder einer durchschnitt­
lichen Heißfallen­Reinigung technischer Kreisläufe) in erträglichen 
Grenzen gehalten werden ka¡ c. Interessante Fortschritte sind hier 
zu erwarten. 
3.1.3 Natrium­Korrosion unter Wärmeübergang 
In den bisherigen Versuchen war das zu untersuchende Probe­
material in Kreisläufen unter isothermen Bedingungen, durch das 
zirkulierende Natrium erwärmt, korrodiert worden. 
Die General Electric /~21_7 hält es zur Entwicklung ihrer großen 
schnellen Reaktoren für notwendig, das Hüllmaterial im maßstäblichen 
Wärmefluß dem Natrium zu exponieren. Zur Durchführung solcher Ver­
suche sind eine Graphitstab­Induktionsheizung und ein Elektronen­
bombardement vorgesehen. Bei Wärmeflüssen von 300 W/cm rechnet man 
mit Temperatursprüngen von ^0­50 C über die Hüllmaterialwandung, 
mit ähnlichen Werten von der Hüllmaterialoberfläche zum Hauptstrom 
des Natriums und befürchtet deshalb zusätzliche Effekte auf das 
Materialverhalten, vor allem eine verstärkte Korrosion. 
3.2 Interkristalline Korrosion in Natrium 
Die General Electric f_ 21_7 berichtete von einem Schaden durch 
interkristalline Korrosion, der nach 30 000 Betriebsstunden bei 
650°C in Rohrleitungen eines Natriumkreislaufes bis in eine Tiefe 
von 180 μ zwischen der letzten heißen Teststrecke und dem ersten 
Kühler auftrat. Die Art des Schadens wurde wegen seiner Bedeutung 
bei der Anwendung dünnwandigen Hüllmaterials genauer untersucht. 
Die Kombination einer Korrosionsschicht aus Na.,0 und NaOH, die 
sich durch Luft­Rückdiffusion in das Schutzgas gebildet hatte, 
die Gegenwart thermischer Spannungen und erhöhter Temperatur 
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während der Vorheiz­ und Anfahrzeit schufen günstige Bedingungen 
für das Auftreten eines solchen Schadens. Spannungskorrosionsunter­
suchungen in Natrium an vorgespannten Rohrproben bei verschiedenen 
Sauerstoff­Konzentrationen sind im Gange. 
k. Hüllmaterial­Brennstoff­Reaktion 
Zwischen Brennstoff und Hüllmaterial kann es unter den Bedingungen 
des Reaktorbetriebes zu folgenden Wechselwirkungen kommen: 
Wasser, Kohlenstoff­Verbindungen, Halogene, Oxide, Jodide und 
flüchtige Spaltprodukte können zur inneren Oberfläche des Hüllmate­
rials transportiert werden und dort in eine Korrosionsreaktion ein­
treten, 
Brenn­ und Spaltstoffe können unter Störung der Kornstruktur und Be­
günstigung von Ausscheidungsvorgängen in das Hüllmaterial eindif­
fundieren. 
Nur wenige Publikationen liegen vor, um quantitative Aussagen zu 
machen. Untersuchungen der General Electric /21,3.ç7 ergaben an 
Brennelement­Stäben aus 30*f ss und 3^7 ss mit U0_­Pu0p­Brennstoff 
nach einem Abbrand von maximal 99 000 MWD/T bei 680 C Oberflächen­
temperatur, daß das Ausmaß einer allgemeinen Oberflächenreaktion 
eine Tiefe von 25 u nicht überschritt, und daß lokale Ausscheidungen 
in oder in Nachbarschaft von Korngrenzen als M?,C,­ und Korngrenzen­
veränderungen bis in eine örtliche Tiefe von 75 μ erfolgten. 
Diese Befunde treffen nicht für alle Stäbe und an Schadenstellen 
nicht für den gesamten Umfang eines Stabquerschnittes zu und 




Die Anwendung von austenitischen Stählen als Brennelement­Hüllmate­
rial in technisch reinem Natrium bis zu 65Ο C ist unter der Voraus­
setzung erträglicher Strahlenversprödung und unterdrückten Kohlen­
stoff­Transportes möglich. Natrium­Korrosionsversuche unter Wärme­
C\J 
Übergang so l l t en diese Aussage bes tä t igen. Bei höheren Natrium-
temperaturen a l s 65O C haben weder die austenit ischen Stähle noch 
die Nickelbasislegierungen die notwendige Korrosionsbeständigkeit. 
Die Anwendung von Legierungen hochschmelzender Metalle wie Vanadin, 
mit verbesserten Festigkeitseigenschaften und geringerer Strahlen-
versprödung i s t grundsätzlich oberhalb dieser Temperaturgrenze mög-
l i c h , wenn es ge l ing t , die Konzentration von Natriumverunreinigungen 
in technischen Systemen spürbar abzusenken, aufrechtzuerhalten und 
zu messen. 
Es i s t a lso die noch ungenügende Reinheit des Natriums, die die 
Anwendung höherer Arbeitstemperaturen gegenwärtig beschränkt. 
Heißdampf 
In Heißdampf erscheinen - trotz fehlender Erfahrung unter den Be-
dingungen hoher Oberflächenbelastung - hochlegierte Cr-Ni-Stähle 
und Nickelbasislegierungen mit Zusätzen von Molybdän, Wolfram und 
Niob zuverlässig genug, daß out-of-pile und in-pile Langzeitver-
suche unter den verschärften Bedingungen des schnellen Brutreaktors 
vorbereitet und Reaktorentwürfe auf dieser Grundlage durchgeführt 
werden. 
Die Möglichkeiten, noch höhere Festigkeiten durch Modifikation vor-
handenen Materials oder durch den Übergang auf eine ander Material-
basis zu erzielen, scheinen beschränkt zu sein. 
Doch kann zuversichtlich erwartet werden, daß Korrosions- und Festig-
keit sforderungen von Nickelbasislegierungen erfüllt werden, wenn es 
gelingt, durch Anwendung turbulenz- und quervermischungsfordernder 
Oberflächengeometrien eine Absenkung der Oberflächentemperatur bei 
unverändertem Nutzeffekt zu erzielen. 
Hüllmaterial-Brennstoff 
Die Verträglichkeit des UO~-20#Pu02-Brennstoffes mit den erprobten 
austenitischen Stählen kann nach den vorliegenden Untersuchungen 
als sehr gut bezeichnet werden. 
IX ­ 21 
6. Literatur 
3 Λ 3 G*P· Wozadlo und W.L. Pearl: Corrosion 21, 355­369 (I965) 
/~2_7 M. Warzee, J. Hennaut, M. Maurice, C. Sonnen, J. Waty und 
Ph. Berge: J. Electrochem. Soc. 112, 670­674 (I965) 
3 ^ 3 G* Östberg: Bericht S­355, Aktiebolaget Atomenergie Stock­
holm (1966) 
3 ^ 3 W,E· R u t n e r una s· Greenberg: J. Electrochem Soc. 111, 
1116­1121 (196*+) 
353 W*L· Pearl» E'G­ Brush, G.G. Gaul und G.P. Wozadlo: GEAP­
4760, 34­75 (1965) 
3&3 S' Leistikow: GEAP­5125, 16/7­16/13 (1966) 
3?3 S' Leistikow: GEAP­5175, l6/8­l6/l2 (1966) 
3Q3 s' Leistikow: GEAP­5O87, 6/17­6/18 (1965) 
/"9_7 G.G. Gaul und S. Leistikow: GEAP­5061, 16/7­I6/IO (I965) 
/~10_7 W,L· Pearl» E·6· Brush, G.G. Gaul und G.P. Wozadlo: Nucl. 
Appi. 1, 235­245 (1965) 
2fl1_7 W­L· Pearl, E.G. Brush, G.G. Gaul und S. Leistikow: Nucl. 
Appi. 3, 418­432 (1967) 
/~12_7 G.G. Gaul: GEAP­5175, 16/2 (I966) 
/~13_7 K. Hauffe: Werkstoffe und Korrosion 9, 791­798 (I965) 
/~14_7 Ε·α· Brush, S. Leistikow und W.L. Pearl: Nucl. Appi. 3, 
6­7 (1967) 
3 ^ 3 S* Rabin, G. Rittenmyer und S. Leistikow: GEAP­Berichte 
55IO und 5481 (1967) 
3 ^ 3 H. Co.­iou, L. Grall und M. Pelras: 3· Intern. Kongreß 
Metallkorrosion Moskau I966 
Ì2 
3 Λ 7 3 W­L­ Pearl, G.G. Gaul und G.P. Wozadlo: GEAP­4450 (1964) 
/~18_7 C.N. Spalaris: Nucleonics 21, 41­49 (1963) 
/~19_7 F· To'dt: Korrosion und Korrosionsschutz, 2. Aufl. 967­975 
(1961) 
3 2 0 3 L. Champeix: Energie Nucl. 8, 471­^32 (1966) 
/­21_J7 E.L» Zebroski, R.S. Young, F.Α. Comprelli und D.Dutina: 
Symp. Alk. Metals Coolants, Wien i960, Paper No. SM­85/28 
2f~22_7 J.H. DeVan: Symp. Alk. Metals Coolants, Wien I966, Paper 
No. SM­85/32 
3 2 ^ 3 A,W* Thorley und C. Tyzak: Symp. Alk. Metals Coolants, Wien 
1966, Paper No. SM­85/I8 
/[~24_7 J.R. Weeks, C.J. Klamut und D.H. Gurinsky: Symp. Alk. Metals 
Coolants, Wien I966, Paper No. SM­85/40 
£233 Κ·Ε· Horton, R.C. Andrews, R.C. Werner und D.F. Atkins: 
Symp. Alk. Metals Coolants, Wien i960, Paper No. SM­85/33 
/~26_7 P.T. Nettley, I.P. Bell, K.W. Bagley, D.R. Harries, A.W. 
Thorley und C. Tyzak: Fast Breeder Conf., London I966, 
Paper No. 5 B/3 
^/~27_7 L. Champeix, R. Darras und J. Sannier: Symp. Alk. Metals 
Coolants, Wien I966, Paper No. SM­85/7 
32&3 S* Greenberg, W.E. Ruther, ILA« Levin: Symp. Alk. Metals 
Coolants, Wien I966, Paper No. SM­85/20 
3 ^ 3 H , ü· Borgstedt, G. Drechsler und G. Frees: Achema Werkstoff­
Kolloq., Frankfurt I967 
^~30_7 F.A. Comprelli, F.J. Hetzler und T.A. Lauritzen: Proc. Conf. 
Fast Breeder ANL 7120, 366­371 0965) 
Tab.1 Nominelle Zusammensetzung von Heissdampflegierungen 
Legierung C Fe Cr Ni Mn Mo W Nb Co Al Ti Si 
Incoloy -800 0.06 46 21 32 1 - - - 0.1 0.2 0.3 
Incoloy - 801 0.06 kö 21 32 1 - - - O.k 0.9 0.3 
Incoloy- 804 0.05 26 30 ¿1 1 - - - - 0.3 0.8 0.5 
Incoloy-825 0.03 30 21 kl 1 3 - - - 0.1 0.7 0.3 
Inconel- 600 0.04 7 16 76 0.2 - - - - - - 0.2 
Inconel- 625 0.03 3 22 62 0.1 9 - k - 0.2 0.2 0.3 
Inconel- 718 0.04 18 19 53 0.3 3 - 5 - 0.4 0.9 0.3 
Hastelloy-X 0.10 19 22 49 1 9 0.44 - 1.5 - - 0.8 
Hastelloy-F 0.03 22 22 45 1 7 0.26 2 2.5 - - 0.6 
Hastelloy-N 0.06 3.7 7.8 70.7 0.7 16.2 0.03 - 0.2 0.06 0.02 0.6 
ln-102 0.06 7 15 68.3 3 3 3 - - 0,6 
Rene-41 0.07 0.3 19 55 - 9.8 - - 11 1.5 3.2 0.05 
Rene-62 0.05 23 14 47 1 9 - 2 1.2 2.5 0.1 
Type-304SS 0.08 69 19 9 2 - - - - - - 0.7 
Type-310 SS 0.04 51 25 20 2 - - - - 0.5 
Type-406SS 0.15 82 13 0.3 0.3 - - - - 4 - 0.6 
X 
I 
Tabelle 2 Isotherme Heißdampf-Korrosion bei 566 und 621°C 
Lineare Korrosionsgeschwindigkeit und entsprechende, durch Schnitt der linearen Funktionen mit 
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54 í 28 
33 i 7 
74 í 16 
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36 t 14 
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Kesselspeisewasser Heissdampfreaktor ( EVESR ) 
[uScm­1] 
£ ppm ~] 
Q ppm J 
[__ PPm J 
< 0.5 0.3 
< 0.05 < 0.02 
< 0.03 Zusatz von 20ppmO2+ 2,5ppmH2 
zum Sattdampf 
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Ι Χ ­ 2 Θ 
Fig. 2 INCOLOY-800 BLECHPROBE 
1000 Std. Heißdampf, 621'C 
ungeätzt, 2000 X 
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Fig. 3 INCONEL-625 Β LECH PRO BE 
9 800 Std. Heißdampf. 621 °C 
ungeätzt, 2000X 






















ABB.I I -3 UEBERLAGERUNG VON SPANNUNGEN DIE WAEHREND DER OXYD­
SCHICHTBILDUNG UNTER WAERMEUBERGANG AUFTRETEN KOENNEN. 
I X - Î 2 
Fig. 6 Hei ssdampf-Korrosion unter War me Übergang. 593-7 04°C, 70 atm. 





























' Systemver lus I (71%) 
χ 
I 
4 5 ·103 
Versuchszeit Std 
I X - 3 4 
Fig8 INCOLOY-800 ROHRPROBEN 
4078 Std. He iß dampf, 593 °C 
1053 Std. Heißdampf, 815 °C 
ungeätzt u. geätzt, 2000X 
IX - 3 5 
Hg. 9 INCONEL-625 ROHRPROBE 
3685Std. Heißdampf, 760'C 
ungeätzt u. geätzt, 2000X 
Fig.10 Natrium­Korrosion Legierung ^ ­* Natrium 
1. Aufgrund chemischer Potentialdifferenzen: 
Einstellung eines temperaturabhängigen Gleichgewichtes 
zwischen Auflösung und Abscheidung löslicher Anteile 
2. Aufgrvnd von Störungen des unter 1. gezeigten 
Gleichgewichtszustandes ("Massentransport") 
a) bei Temperaturdifferenzen im System und Abscheidung 
löslicher Anteile der Zone hoher Temperatur in der 
Zone niederer Temperatur, 
b) bei isothermen Bedingungen und Bildung von Legie­
rungen, Ablagerungsverbindungen und Diffusions­
schichten löslicher Anteile der Legierung A mit 
der Legierung B. 
3· Aufgrund chemischer Reaktionen des Natriums und seinen 
Verunreinigungen mit der Metalloberfläche: 
a) Reduktion von Metalloxiden 
b) Oxydation unter Bildung von Oxidschichten unter­
schiedlicher Haftfestigkeit 
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Fig.11 MASSENTRANSPORT VERSUCHE IN NATRIUM 
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Abtragende Korrosion von Stählen in strömendem Natrium: 
Einfluss von Temperatur und O2 ­Gehalt. 
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1. Einleitung 
Aufgabe des Hüllmaterialbestrahlungsprogramms für das Projekt 
Schneller Brüter ist die Untersuchung des Einflusses der Neu­
tronenbestrahlung auf die mechanischen Eigenschaften von hoch­
warmfesten Legierungen. Ausgehend von den Überlegungen, die bei 
der technischen Auslegung von Bestrahlungsexperimenten eine Rolle 
spielen, berichtet die nachfolgende Zusammenstellung über die zur 
Zeit laufenden und in Vorbereitung stehenden Experimente sowie 
über die bis jetzt vorliegenden Ergebnisse (Stand Januar 1967)· 
2. Allgemeine Gesichtspunkte bei der experimentellen Auslegung 
2.1 Bestimmungsparameter 
2.1.1 Reaktorbetriebsbedingungen für Hüllmaterialien 
Die Beanspruchungen, denen die Hülle eines Brennstabes unter 
Schnell­Brüter­Bedingungen ausgesetzt ist, gehen aus einer Zu­
sammenstellung der Betriebsbedingungen der geplanten Schnell­
Brüter­Leistungsreaktoren hervor (Tabelle 1). Die in der Tabelle 
aufgeführten Beanspruchungen sind zur Zeit in keinem Reaktor ge­
meinsam zu erreichen. Jeder Bestrahlungsversuch kann damit nur 
begrenzte Informationen erbringen, und erst durch eine Vielzahl 
verschiedener Experimente lassen sich in ausreichender Näherung 
die Bedingungen eines Schnell­Brüter­Brennelementes simulieren. 
Ziel des Versuchsprogramms ist die Erforschung des Verhaltens 
eines dünnwandigen Rohres, das bei hoher Temperatur und großem 
Wärmefluß in einer korrodierenden Umgebung unter variablem Innen­
bzw. Außendruck belastet wird. Dazu kommt der wesentliche Einfluß 
24 einer hohen Dosis schneller Neutronen (bis zu 10 nvt) auf die 
Eigenschaften ausgewählter Legierungen, die aus neutronenökono­
mischen Gründen günstige neutronenphysikalische Eigenschaften auf­
weisen müssen. Ferner sollen noch zwei v/eitere Probleme besonders 
erwähnt werden, nämlich 
­ die Verträglichkeit der Hülle mit UOp­PuO.­Brennstoff 
und das Korrosionsverhalten in Dampf bzw. Natrium hoher 
Temperatur sowie 
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­ das sog. Kriechbeulen von zylindrischen Rohren unter Außen­
druck bei dampfgekühlten Reaktoren. 
Abgesehen von diesen Gesichtspunkten kann man bei der Legierungs­
auswahl jedoch auf Erfahrungen zurückgreifen, beispielsweise 
aus der chemischen Industrie, wo eine Reihe von hochwarmfesten 
und korrosionsbeständigen Legierungen schon lange Zeit im Ein­
satz sind. Es ist somit sinnvoll, erst einmal dieee kommerziellen 
Legierungen auf ihre Verwendbarkeit im Reaktorbau zu untersuchen; 
darüber hinaus müssen natürlich auch neue, für die Anwendung im 
Reaktor spezifische Legierungen entwickelt werden, z.B. Vanadin­
Basislegierungen, die als Hüllwerkstoffe für bestimmte Reaktor­
typen geeignet erscheinen. 
2.1.2 Versuchsanforderungen 
Insgesamt ist aus den Betriebsbedingungen für das Hüllma­
terial eines schnellen Brutreaktors zu entnehmen, daß die Zeit­
stand­ und Kriechfestigkeiten sowie die Korrosionsbeständigkeit 
bei hoher Temperatur und hohem Wärmefluß in einer korrodierenden 
Umgebung unter Neutronenbestrahlung untersucht werden müssen. 
Das ganze Hüllmaterialbestrahlungsprogramm für das Karlsruher 
Brüterprojekt umfaßt dementsprechend zur Zeit die Untersuchung 
des Einflusses der Neutronenbestrahlung auf 
­ die Kurzzeitfestigkeit nach der Bestrahlung in einem 
relativ hohen schnellen Fluß bei tiefen Temperaturen, 
­ die Langzeitfestigkeiten nach der Bestrahlung bei hohen 
Temperaturen mit möglichst hohen schnellen Neutronendosen 
sowohl im Schutzgas als auch Natrium, ferner unter mehr­
achsiger Belastung während dieser Bestrahlungen. 
2.2 Beschränkungen 
2.2.1 Kosten­ und Zeitaufwand 
Die hohen Kosten und der große Zeitaufwand spielen bei der Aus­
legung von Bestrahlungsexperimenten eine wichtige Rolle. Die 
Kosten der Neutronen in den vorhandenen Bestrahlungsreaktoren 
sollen hier nicht erörtert werden, sie sind den Interessenten 
bekannt. Zusätzlich zu diesen hohen Neutronenkosten muß jedoch 
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mit weiteren Kosten gerechnet werden, nämlich 
Kosten für die Bestrahlungsvorrichtung, d.h. für sämtliche 
Regel­ und Registrierapparaturen. Häufig sind hierfür teure 
Entwicklungen durchzuführen. 
Kosten für den eigentlichen Bestrahlungseinsatz. Diese Ein­
sätze sind u.a. teuer, weil man anstrebt, durch eine extreme 
Ausnutzung des zur Verfügung stehenden Volumens möglichst 
viele Prüflinge mit den dazugehörigen Wertgebern für Regel­
und Registrierapparatur einzubauen, weil der Einsatz während 
der Bestrahlung Bestandteil des Reaktors ist und somit die 
ReaktorSicherheitsbedingungen befriedigt werden müssen, und 
weil der Einsatz nach der Bestrahlung nicht wieder verwendbar 
ist. 
­ Kosten für die Entmantelung des bestrahlten Einsatzes für den 
eventuellen Transport der bestrahlten Proben und für die Nach­
untersuchung in den Heißen Zellen. 
Kosten für eventuell notwendige Parallelversuche im Material­
unter suchungs­ Laborator ium . 
Zum Beispiel kostet ein komplettes Bestrahlungsexperiment für 
einen Einsatz der Mol­3A­Versuche einige hunderttausend Deutsche 
Mark. 
Der große Zeitaufwand wird am besten an Hand eines konkreten Bei­
spiels gezeigt. Bei der Durchführung einer Hochtemperaturbestrah­
21 2 lung des Typs Mol­3A bis zu einer Dosis von 10 n/cm im BR2­
Reaktor muß mit folgendem Mindestzeitaufwand gerechnet werden: 
Vorplanung des Experiments etwa 3 Monate 
Bestellung und Bau des Einsatzes 
und der Instrumentierung etwa 12 Monate 
Genehmigungsverfahren und Abnahme­
prüfungen etwa 4 Monate 
Einbau im Reaktor etwa 1 Monat 
Bestrahlungszeit etwa 6 Monate 
Abklingzeit und Nachuntersuchung etwa 6 Monate 
Die Gesamtzeit beträgt somit nahezu 3 Jahre. 
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2.2.2 Vorhandene Bestrahlungsmöglichkeiten 
Eine weitere Einschränkung bei der Auslegung von Bestrah­
lungsexperimenten kommt von der Seite der vorhandenen Bestrah­
lungsreaktoren und der für die Nachuntersuchung ausgerüsteten 
Heißen Zellen. Von den vielen vorhandenen Reaktoren sind wegen 
der Neutronenökonomie und der geometrischen Verhältnisse usw. 
nur wenige Reaktoren für die Bestrahlung von Hüllmaterialien ge­
eignet. In diesen im Prinzip verfügbaren Reaktoren sind die Be­
strahlungsmöglichkeiten dann noch weiter eingeschränkt in Bezug 
auf Materialart, Anzahl und Güte der Bestrahlungspositionen, 
mögliche Konstruktion der Einsätze, Möglichkeit zur Instrumentie­
rung der Einsätze, Bestrahlungstemperatur, die zur Verfügung 
stehenden Neutronenflüsse, Flußgradienten und Temperatur gradien­
ten in den Bestrahlungspositionen usw. In der nachstehenden 
Tabelle 2 sind von den Reaktoren, die für das vorliegende Be­
strahlungsprogramm in Betracht gezogen werden, einige interessie­
rende Daten angegeben. 
Bei der Nachuntersuchung sind naturgemäß die Langzeitversuche mit 
einem hohen Zeitaufwand verbunden. Der Einbau von 15 Zeitstand­
batterien in die Heißen Zellen des Kernforschungszentrums Karls­
ruhe wurde beschlossen. Diese Anzahl ist als Kompromiß zwischen 
dem Bedarf einerseits und dem vertretbaren Investitionsumfang 
andererseits zu betrachten. Das zur Zeit festgelegte Bestrah­— 
lungsprogramm lastet diese Zeitstandbatterien in den nächsten 
3 bis 4 Jahren voll aus, so daß keine v/eiteren Bestrahlungen von 
Zeitstandproben mehr geplant werden können. 
3« Laufende Bestrahlungsversuche 
Bevor die einzelnen Bestrahlungsexperimente, die in Tabelle 3 
aufgeführt sind, ausführlich besprochen werden, wird eine kurze 
Erläuterung über den Stand dieser Experimente im Dezember I966 
gegeben. 
Die Versuchsreihe Mol­1 im belgischen Reaktor BR2 läuft seit 
Mitte 1964. Es wurden vor allem Kleinzerreißproben bestrahlt. 
Die Versuchsreihe wird auch in Zukunft weitergeführt. Die Fermi­
M1­Bestrahlung im Enrico Fermi Fast Breeder Reactor (EFFBR) ist 
eine Ergänzung und Erweiterung der Mol-1-Reihe, da neben dem 
höheren schnellen Fluß die Proceri in Kontakt mit flüssigem 
Natrium sind. Die Temperatur liegt im Bereich der Tieftempera-
turbestrahlung. Leider mußte diese Bestrahlung durch den Reaktor-
unfall im Oktober 1966 abgebrochen v/erden. 
Die Mol-2-Versuche im belgischen Reaktor BR2 begannen Mitte I966 
und werden programmgomäß v;eitergoführt. Die ersten zwei Mol-3A-
Einsätze sind seit Novamber I966 im Reaktor. Die Bestrahlungs-
zeit wird etwa 10 Monate betragen. 
Die Dido-M-Bestrahlungen im Jülicher Reaktor FRJ-2 (Dido) begin-
nen als Ergänzung zu Mol-3A im Sommer I96?. 
An die Mol-3A-Versucho schließen sich die Mol-3B-Versuche im BR2 
an, wobei die Proben in direktem Kontakt mit ruhendem Natrium 
bestrahlt werden. 
3.1 Mol-1-Versuche in BR2 
3.1.1 Beschreibung 
In einem Bestrahlungsversuch der Seihe Mol-1 werden in einem Ein-
satz bis zu 130 Zerreißproben bei 3D C bis 100 C mit einer Dosis 
21 2 schneller Neutronen der Größenordnung 10 n/cm bestrahlt. Die 
Zerreißproben haben einer. Durchmesser von 3 rcm und eine Länge 
von 30 mm und stehen in direktorn Kentakt mit dem Kühlwasser 
(Temperatur «*50 C) oder in gekapselten Bündeln (Temperatur 
=** 100 C) im Inneren eines 6-schaligen BR2-Brennelementes. Der 
Einsatz ist nicht instrumentiert. Die Dosis wird an Hand mitein-
gebauter Meßsonden bestimmt. 
Wiewohl sich die Versuchsbedingungen von den Betriebsbedingungen 
eines schnellen Brüters ziemlich unterscheiden, ist dieser Ver-
suchstyp für ein breiteres Bectrahlungsprogramra von Bedeutung. 
Die große Anzahl Proben pro Einsatz, die kurze Durchführungs-
zeit und die relativ geringen Kosten dieses Versuohes ermög-
lichen es, schnell erste Anhaltspunkte über eine große Anzahl 
von Legierungen, über einer, bestimmten Legierungstyp unter-
schiedlicher Zusammensetzung oder verschiedener Ausscheidungs-
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zustände usw. zu erhalten. Der Aussagewert dieser Reihe von Ver­
suchen liegt in der gewählten Nachuntersuchung, die im wesent­
lichen für jede Legierung aus folgenden Schritten besteht: 
a) Zugversuche bei Raumtemperatur zur Bestimmung der Tieftempe­
raturversprödung, 
b) Zugversuche bei Raumtemperatur nach Wärmebehandlung bei ver­
schiedenen Temperaturen und Zeiten zur Bestimmung des Ausheil­
temperaturbereiches, 
c) Zugversuche bei Temperaturen, die oberhalb des Ausheiltempe­
raturbereiches liegen und für die Verwendung von direktem Inte­
resse sind. Bei diesen Versuchen erhält man die Hochtempera­
turversprödungserscheinungen bzw. die mechanischen Kurzzeit­
eigenschaften bei bestimmten Temperaturen nach Bestrahlung. 
d) Die zu a), b) und c) gehörenden Vergleichsmessungen an unbe­
strahlten Proben. 
Bis jetzt wurden die Versuchseinsätze A, B, C, D, E und F be­
strahlt. In Tabelle 4 sind Materialarten, Probenzahl und Bestrah­
lungsdosen dieser Einsätze aufgeführt. 
3.1.2 Ergebnisse 
In den Literaturstellen /"3 bis 6_7 wird ausführlich über 
die bis jetzt durchgeführten Bestrahlungsversuche berichtet. Es 
soll nun versucht werden, hier eine kurze Zusammenfassung zu 
geben. 
Stähle^ Fe­Ni­Cr­Legierungen und Ni­Legierungen: Bei allen unter­
suchten austenitischen Stählen, Fe­Ni­Cr­Legierungen und Ni­Legie­
rungen wurde eine mehr oder weniger ausgeprägte Tief­ und Hoch­
temperaturversprödung festgestellt. In den Abb.1, 2 und 3 sind 
die Kurzzeitfestigkeiten und Bruchdehnungen vor und nach der Be­
strahlung in Abhängigkeit der Temperatur für die Legierungen 
X8CrNiMoVNbl6l3, Inconel X?50 und Incoloy 800 aufgetragen. Man 
erkennt den quantitativen Einfluß der Tieftemperaturversprödung 
aus den Werten bei Raumtemperatur, den Erholungstemperaturver­
lauf der Kurven für Streckgrenze und Zugfestigkeit und den 
quantitativen Einfluß der Hochtemperaturversprödung am deutlich­
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sten aus dem Verlauf der Kurve für die Bruchdehnung. Qualitativ 
kann noch zusammenfassend erwähnt werden 
die fast vollständige Versprödung der aushärtbaren Nickelle­
gierungen bei hoher Temperatur, Beispiel Inconel X750 
die relativ hohe verbleibende Duktilität der austenitischen 
Stähle bei hoher Temperatur zusammen mit Erholungstemperatur­
bereichen unterhalb 600 C, Beispiel I6/13 CrNi 
­ der geringe Einfluß der Hochtemperaturversprödung bei den hoch­
legierten Eisenbasislegierungen, Beispiel Incoloy 800 
Vanadinlegierungen: In der Mol­1­Reihe wurden mehrere, im Rahmen 
eines Entwicklungsauftrages hergestellte binäre V­Ti­ und ternäre 
V­Ti­Nb­Legierungen untersucht. In Abb.*l· sind die mechanischen 
Eigenschaften bei Raumtemperatur, für V­Ti­ bzw. V20NbTi­Legie­
rungen vor und nach Bestrahlung in Abhängigkeit vom Titangehalt 
aufgetragen. Aus dem Bild ist zu entnehmen, daß sowohl bei binä­
ren als auch bei ternären Legierungen ein ausgeprägter Einfluß 
der Tieftemperaturversprödung festzustellen ist. 
In Abb.5 sind mechanische Eigenschaften bei 65O C vor und nach 
der Bestrahlung in Abhängigkeit vom Ti­Gehalt dargestellt. Diese 
Ergebnisse lassen die Feststellung zu, daß ab 65O C für binäre 
V­Ti­Legierungen ab 10 ^  Titan und für ternäre V­20Nb­Ti­Legie­
rungen eine ausgeprägte Ausheilung der Einflüsse der Tieftempe­
raturversprödung stattfindet. Weiterhin sieht man, daß bei diesen 
Legierungen kein Einfluß einer Hochtemperaturversprödung auf die 
Kurzzeitfestigkeiten festzustellen ist. Aus den Abb.6 und 7 ist 
zu entnehmen, daß diese Feststellung in genereller Weise zu­
trifft. So erkennt man in Abb.6 bei 63O C eine bessere Ausheilung 
bei V­Legierungen mit 10 % Ti und in Abb.7 bei 750°C bei allen 
untersuchten Legierungen eine nahezu vollständige Ausheilung 
und keine Anzeichen für eine Hochtemperaturversprödung. 
3.2 Mol­2­Versuche im BR2 
3.2.1 Beschreibung 
In den Mol­2­Versuchen werden Zeitstandfestigkeiten bei hoher 
Temperatur unter Bestrahlung untersucht. Zu diesem Zweck können 
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mit der Mol­2­Anlage gleichzeitig 16 innenbeheizte und druckbe­
aufschlagte Röhrchen aus hochwarmfesten Legierungen bestrahlt 
werden. Druck­ und Temperaturbelastung werden hierbei derart 
gewählt, daß nach einer festgelegten Bestrahlungsdosis die Grenze 
der Zeitstandfestigkeit erreicht wird. Für eine genaue Beschrei­
bung der Anlage sei auf /" 7_7 verwiesen. Die Versuchsanlage 
wurde vom Institut für Reaktorentwicklung konstruiert und gebaut. 
Sie ist seit Juni I966 in Betrieb und arbeitet einwandfrei. Das 
vorgesehene Programm für die Mol­2­Reihe ist in Tabelle 3 zusam­
mengefasst. 
3.2.2 Ergebnisse 
Die ersten 4 Einsätze wurden zur Untersuchung von Zeit­
standfestigkeiten unter Bestrahlung bei hoher Temperatur für 
die Legierungen lé/13 CrNi, 20/25 CrNi, Incoloy 800 und Inconel 
X75O benützt. Hauptsächlich die Wahl der geeigneten Innendrücke 
und Temperaturen war Gegenstand der ersten Versuche. An Hand 
von Abb.8 soll dies kurz für eine Legierung erläutert werden. 
Bei den vorgegebenen Temperaturen von 6OO C bzw. 700 C werden 
für das betreffende Material aus Literaturangaben und Zeitstand­
versuchen die Zeitstandfestigkeiten festgelegt. Statt der Tan­
gential Spannung ist auf der Ordinate der über die Kesselformel 
berechnete Innendruck aufgetragen. Mit Rücksicht auf Programmum­
fang, Standzeit, Dosis usw. wurden als Versuchszeiten 2, 4 und 8 
BR2­Reaktorzyklen festgelegt. Versuchsbedingung ist, daß die 
Standzeit der Proben vor Abschluß der vorgesehenen Bestrahlungs­
zeit von 2, 4 oder 8 Zyklen erreicht wird. Bekannt sind also 
in Abb. 8 die voll ausgezogenen Zeitbruchlinien, die Zeiten von 
2, 4 und 8 Reaktorzyklen und demzufolge die Bezugsdrücke 1, 2, 
3, 4, 5 und 6. Unbekannt sind die gestrichelten Zeitbruchlinien 
nach Bestrahlung und deshalb die Versuchsfelder A, B, C, D, E 
und F für die zu wählenden Innendrücke der Versuchsröhrchen. 
Die ersten Versuche dienten hauptsächlich dazu, diese Versuchs­
felder einzuengen, über die ersten Ergebnisse wird demnächst 
berichtet werden. Um diesen Bericht nicht vorwegzunehmen, wer­
den an dieser Stelle nur einige qualitative Ergebnisse ge­
bracht. 
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a) Der erwartete starke Abfall der Zeitstandfestigkeiten unter 
Bestrahlung hat sich bestätigt und beträgt 
ca. 30 % für nicht aushärtbare Legierungen und 
ca. 70 % für aushärtbare Legierungen, 
d.h. die Legierung Inconel X750 ist als Brüterhüllrohr auf 
Grund der starken Versprödung nicht interessant. Die Legie­
rungen Incoloy 800 und 20/25 CrNi zeigen neben der hohen 
Versprödung nur geringe absolute Festigkeit. Deshalb werden 
ab Einsatz 9 die Legierungen Inconel X750, Incoloy 800 und 
20/25 durch Inconel 625, Inconel 718 und Hastelloy X ersetzt 
(Tabelle 5 berücksichtigt schon diese Änderung). 
b) Die bei Reaktorentwürfen bisher verwendete Zeitdehngrenze 
κΤΛ Α, Λ Λ Λ Λ ist nach diesen Ergebnissen nicht mehr sinnvoll, 1/10 COO ° 
da der Bruch oft unterhalb 1 % Dehnung eintritt. 
3.3 Mol­3A­Versuche im BR2 
In den Mol­3A­Versuchen im belgischen Reaktor BR2 wird der 
Einfluß der Bestrahlung bei hoher Temperatur auf das Zeitstand­
verhalten hochwarmfester Legierungen nach Bestrahlung unter­
sucht. Mit der vorhandenen Anlage können gleichzeitig zwei Ein­
sätze mit je 36 Proben im innere^ eines 6­schaligen BR2­Brenn­
elementes bestrahlt werden. Die Bestrahlungstemperatur liegt 
über 600°C und wird durch die Gamma­Heizung des Reaktors er­
reicht. Die Temperaturregelung erfolgt über eine regulierbare 
Gasmischung aus He und Ne, die durch einen berechneten Spalt 
zwischen Einsatzaußenwand und Probenträger gespült wird. Das 
Regelprinzip beruht auf der unterschiedlichen Wärmeleitfähig­
keit dieser beiden Edelgase. Da die Temperaturkonstanz im BR2 
nicht sehr gut ist, können Temperaturunterschiede bis zu 50 C 
im Laufe eines Zyklus zwischen kältestem und wärmstem Prüfling 
auftreten. Die Einstellung der gewünschten Solltemperatur er­
folgt am mittleren Probenbündel und die Regelkapazität der Gas­
gemischanlage erlaubt eine Einhaltung der Solltemperatur an 
dieser Stelle mit ­ 10 C. Jeder Einsatz hat einen eigenen 
Gasgemisch­Regelschrank. Beide Einsätze gemeinsam haben einen 
Temperaturschrank. Die Temperaturmessung erfolgt über insge­
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samt 12 Thermoelemente (4 pro Probenbündel) je Einsatz mit 
laufender Registrierung. Die Bestrahlungsbedingungen sind hin­
sichtlich 
Atmosphäre: He­Ne­Gasgemisch 
Temperatur: Solltemperatur 65Ο C 
Minimumtemperatur > 6OO C 
21 2 Dosis: integrierter thermischer Fluß >10 n/cm 
Nachuntersuchung: Zeitstandversuche in den Heißen Zellen und 
Vergleichsversuche an unbestrahlten Proben 
Der Versuch läuft seit Ende Oktober I966 mit den ersten zwei 
Einsätzen. Die Beladung ist im 
­ Einsatz I 12 Proben X8CrNiMoVNbl6l3 
12 Proben Inconel 625 
12 Proben Inconel 718 
­ Einsatz II 12 Proben V~3Ti­15Nb 
12 Proben V­3Ti­10Nb 
12 Proben V­10Ti­15Nb 
Die Ergebnisse werden ab Anfang I968 vorliegen, da für die Be­
strahlung 10 Monate und für die Nachuntersuchung etwa 6 Monate 
benötigt werden. 
3.4 Mol­3B­Versuche im BR2 
In diesen Versuchen wird mit der vorhandenen Vorrichtung 
der Mol­3A­BeStrahlungen wiederum der Einfluß der Bestrahlung 
bei hoher Temperatur auf das Zeitstandverhalten von Stählen, 
Ni­ und V­Legierungen nach der Bestrahlung untersucht. Jedoch 
ist hierbei der Probenträger mit Natrium gefüllt, so daß die 
Proben in direktem Kontakt mit ruhendem Natrium sind. Die Be­
strahlungstemperatur wird bei 65Ο C und die integrierte thermi­
21 2 sehe Dosis bei 10 n/cm liegen. Außerdem soll der Einsatz in 
der Bestrahlungsposition verschiebbar sein, so daß für alle 
Proben eine gute Temperatur·­ und Flußkonstanz erreicht wird. 
Die Temperaturregelung erfolgt wieder über das He­Ne­Gasgemisch 
der M0I­3A­Anlage. 
Der Einsatz wird von der BR2­Betriebsgruppe gebaut. Die Versuche 
werden im Anschluß an die Mol­3A­Versuche durchgeführt. Es sind 
2 Einsätze mit 52 Flachzerr2ißproben zur Bestrahlung vorgesehen. 
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3­5 Dido­M­Versuche 
Bei den Dido­M­Versuchen im FRJ­2 in Jülich wird der Einfluß 
der Neutronenbestrahlung bei 600 C auf das Zeitstandverhalten 
hochwarmfester Legierungen nach der Bestrahlung untersucht wer­
den. Die Bestrahlung erfolgt in elektrisch geheizten Probenträgern 
in Marklll­Bestrahlungspositionen. Zur Zeit sind 2 Einsätze vor­
gesehen, die nacheinander zum Einsatz kommen werden. Die Beladung 
erfolgt mit den gleichen Materialien wie bei den Mol­3A­Versuchen, 
nämlich in 
einem offenen Einsatz mit 16 Proben I6/13 CrNi 
16 Proben Inconel 625 
16 Proben Inconel 718 
einem geschlossenen Einsatz mit 16 Proben V3Ti15Nb 
16 Proben V3Ti10Nb 
16 Proben V10Ti15Nb 
Diese Versuche sind im wesentlichen eine Ergänzung der Mol­3A­
Versuche. Die Unterschiede beider Versuche sind aus der nach­
folgenden Gegenüberstellung ersichtlich. 
Mol 3A 
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Die Nachuntersuchung der Dido­M­Bestrahlungsproben besteht aus 
Langzeitversuchen bei 6OO C und 700 C in den Heißen Zellen des 
Kernforschungszentruras Karlsruhe. Die ersten Ergebnisse können 
bei der vorhandenen Kapazität der Zeitstandbatterien in den 
Heißen Zellen Ende I968 erwartet werden. 
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3.6 Fermi­M­Versuche im EFFBR 
In den Fermi­M­Versuchen wird in Ergänzung zu den Mol­1­Ver­
suchen der Einfluß der Bestrahlung bei niedriger Temperatur auf 
die mechanischen Eigenschaften nach der Bestrahlung untersucht. 
Die Nachuntersuchung der Zugproben ist dieselbe wie in der Mol­1­
Reihe und wird in den Heißen Zellen von Batteile Memorial Institute, 
Columbus, Ohio, USA, durchgeführt. Die Bestrahlung erfolgt in dem 
EFFBR "Non­Fissionable­Materials­Surveillance­Subassembly", einem 
offenen Einsatz ohne Instrumentierung. Die Proben sind in direk­
tem Kontakt mit dem flüssigen Natrium von 30O­35O°C. Die Tempera­
tur liegt demnach unterhalb des Ausheiltemperaturbereiches. Im 
Einsatz, der in einer Core­Position eingebaut wird, können 32 
runde Zugproben und die nötigen Dosimeter untergebracht werden. 
Die angestrebte Dosis und der dichte Kontakt der Proben mit 
flüssigem Natrium von etwa 300 C sind die wesentlichen Unter­
schiede zwischen diesem Versuch und den Mol­1­Versuchen. In 
einem ersten Einsatz, der während der Fermi­Demonstrationsperiode 
eingebaut war, wurden folgende 4 Legierungen untersucht: 
8 Proben 16/13 CrNi 
8 Proben Inconel 625 
8 Proben V­20Ti­20Nb 
8 Proben V­5Ti­20Nb 
Die Proben wurden nur wenige Tage bestrahlt bis zum EFFBR­Unfall 
im Oktober I966. Wir nehmen an, daß die erreichte schnelle Dosis 
etwa 10 nvt beträgt. Der Einsatz konnte aus dem Reaktor ge­
zogen und soll demnächst zur Nachuntersuchung nach Columbus ge­
bracht werden. 
4. Weitere Bestrahlungsversuche 
4.1 Versuche mit vorhandenen Einrichtungen 
Als nächste Mol­1­Versuche sind vorbereitet: 
Mol­IG 
Zweck: Zeitstand­ und Kriecheigenschaften nach Bestrahlung bei 
50°C mit 2 χ 1021 nvt 
Material: I6/13 CrNi, Inconel 625, Inconel 718 
Nachuntersuchung: Langzeitversuche bei 60C°C und 700°C 
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Mol­1H 
Zweck: Einfluß auf Hoohtemperaturverspröd ung von kaltverformten 
und wärmebehandelten Ni­Legierungen nach Bestrahlung bei 
50°C und 1,5 x 1021 nvt 
Material: Inconel 625, Hastelloy X, Inconel 718 
Vorbehandlung: a) Auslieferungszustand 
b) Kaltverformt + 400 h bei 700°C 
Nachuntersuchung: Zugversuche bei hoher Temperatur 
Die Mol­2­Reihe wird entsprechend dem Plan der Tabelle 5 weiter­
geführt. Es ist vorgesehen, in absehbarer Zeit weitere vier Ein­
sätze für Mol­3A­Versuche zu bestellen. Die Beladungspläne die­
ser Einsätze liegen noch nicht fest. Weiterhin ist ein Fermi­M2­
Einsatz nach Wiederaufnahme des EFFBR­Betriebes vorgesehen. In 
diesem Einsatz sollen, die Legierungen I6/13 CrNi, Inconel 6251 
V10Ti15Nb und V3Ti15Nb einer integrierten schnellen Dosis von 
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5 x 10 nvt ausgesetzt werden. 
4.2 Geplante Versuche 
Für die nächste Zukunft werden In­Pile­Kriechversuche mit 
kontinuierlicher Dehnungsmessung vorbereitet. Die ersten Kriech­
einsätze werden Anfang I967 bestellt, so daß mit deren Einsatz 
im Jahre 1968 gerechnet werden kann. Voraussichtlich werden die 
Versuche im BR2­Reaktor unter der Bezeichnung Mol­5 durchgeführt. 
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Tab.4 Mol­1­ Einsätze bis Dezember 1966 
■ 
Einsatz 
Proben­ mittl.Dosis 10 nvt 
M a t e r i a l 
zahl thermisch >0,1 MeV 
X8 CrNi MoVNb 1613 



















































































































































Inconel χ 750 
20/25 Cr Ni 
Inconel χ 750 
20/25 Cr Ni 
Inconel x750 
20/25 CrNi 













Juni ­ Juli 1966 
August ­ September 1966 
November 1966 ­ Februar 1967 
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RT 500 550 600 650 700 750 RT 
Unbestrahlt Bestrahlt bei 50°C (Dosis: 102,n/cm2 ) 
Abb.1 Mech. Eigenschaften von X8CrNiMoVNb 16 13 
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— . — . ­ Unbes t rah l t ~ " Ζ Ζ . ~ Bestrahl t bei ~100°C mit ~1021 n/cm2 
Abb. 4 Mech. Eigenschaften bei Raumtemperatur 




















Z.T^ .~ Unbestrahlt Bestrahlt bei~100°C mit~1021n/cm2 














V10Ti 2 Cr V5Ti5Mo5Nb 
m Unbestrahlt Bestrahlt bei 100°C mit 1021n/cm2 








Bestrahlung bei ± 100 °C mit 102,nvt 
Abb.7 Mech. Eigenschaften einiger V­Legierungen bei 750°C 
Χ - 28 






3 ι— -σ c 




4 6 8 1 0 3 
Standzeit [hJ 
104 
Abb. 8 Auswahl der Probeninnendrücke im MOL-2 
Versuch am Beispiel 16/13 CrNi-Stahl 
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1. Einleitung 
Bestrahlungsversuche sind die Grundlage der Brennelemententwicklung. 
Obwohl schon viele Bestrahlungsversuclie, hauptsächlich bei den nuk-
learen Großmächten durchgeführt wurden, sind wir weit davon ent-
fernt, sämtliche Vorgänge, die sich in einem Brennelement während 
der Standzeit im Reaktor abspielen, zu kennen. Die Bestrahlungsver-
suche sollen dazu beitragen, hier weitere Erkenntnisse zu erlangen. 
Dies soll einerseits dazu führen, die optimalen Auslegedaten für 
die Brennelemente eines bestimmten Reaktors festzulegen und soll 
andererseits zu einer umfassenden Brennelementtheorie führen, die 
es gestattet, das Verhalten eines Brennelements im Reaktor quanti-
tativ zu beherrschen. Das Auffinden von Auslegekriterien für eine 
optimale Brenneleraentkonstruktion ist als Nahziel anzusehen. Es 
genügt jedoch nicht, nur genügend empirische Daten zu sammeln. Man 
muß auch die Ursachen für das jeweilige Verhalten kennenlernen, um 
die Basis einer brauchbaren Theorie zu schaffen. 
Der vorliegende Bericht orientiert sich im wesentlichen am Bestrah-
lungsprogramm des Projektes Schneller Brüter. Einige Ergebnisse 
sind in /~1_7 angegeben. Die Bestrahlungseinrichtungen wurden in 
den Sicherheitsberichten 3 ^ i 3 beschrieben. 
2. Planung von Bestrahlungsexperimenten 
Bei der Planung von Bestrahlungsexperimenten muß man sich zunächst 
Klarheit darüber verschaffen, welche Parameter als Ausgangsgrößen 
festgelegt werden können, mit welchen Effekten während der Bestrah-
lung zu rechnen ist bzw. welche Erscheinungen untersucht werden 
sollen und welche Kriterien für den Ausfall eines Brennelementes 
entscheidend sind. In der Tabelle 1 sind die wichtigsten Auslege-
parameter, die Erscheinungen des Reaktorverhaltens und die Ausfall-
kriterien zusammengestellt. 
2.1 Auswahl der Auslegeparameter 
Um die optimale Auslegung für eine Brennelementkonstruktion 
zu finden, erscheint es am einfachsten zu sein, alle Auslegepara-
meter durchzuvariieren und alle Varianten zu bestrahlen. Dieser 
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Tablettenbrennstoff (Änderung des Spaltes zwischen Brennstoff und Hülle 
durch thermische Ausdehnung) 
Vibrierter Brennstoff ( Sinterverhalten undÄnderung der Wärmeleitfähigkeit ) 
Volumenzunahme des Brennstoffs 
Temperaturverteilung,Änderung der Porenverteilung, nicht freigesetztes 
Spaltgas, Volumenanteil, der festen Spaltprodukte, Festigkeit und 
Plast izi tät des Brennstoffes 
Spaltgasdruckaufbau 
durch das in den Spalt Brennstoff-Hülle und in den Zentralkanal 
freigesetzte Spaltgas 
Diffusion 
von Pu, Spa l t produkten und Sauerstoff 
Axiale Brennstoff Verschiebung 
durch Verdampfungs-Schmelz- undSintervorgänge 
Verhalten bei Leistungsüberschlag und Abfall der Kühlung 
Verhaltendes Hüllmaterials 
Festigkeitseigenschaften in Abhängigkeit von Temperatur und 













von U und Pu 
Btdeutung von Innere Geometrie : 
Hei Tabiettenbrennstoff: Spaltbreite- Zentralkanal- Pelletdichte - Einsenkung an der Stirnfläche (Dishing ) - Verteilung und Form der Poren der Körner und der eingelagerten 
Pu-Part ikel ( bei Mischoxiden )· 
Bei vibr iertem Brennstoff: Verteilung und Form der Partikel und der Hohlräume. 
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Weg ist jedoch nicht realisierbar, da eine zu große Probenanzahl 
notwendig wäre. Nehmen wir an, daß wir drei Dichtevarianten, drei 
Varianten der Stableistung, etwa sechs Varianten der inneren Geo-
metrie, drei Varianten der Zusammensetzung und drei Abbrandvarian-
ten zu bestrahlen hätten und jede einzelne Variante mit nur zwei 
Proben zu belegen wäre, so käme man ohne Variation der Hülle auf 
etwa 1000 Proben. Leider gibt es keine Bestrahlungseinrichtungen, 
die ein derartiges Volumen bewältigen könnten. Das andere Extrem, 
daß für alle Parameter ein mittlerer Wert gewählt wird und nur 
ein Parameter variiert wird, ist nicht hinreichend, da für das 
Reaktorverhalten eine sehr starke Koppelung unter den einzelnen 
Parametern besteht. Für die Reaktorversuche muß daher eine mög-
lichst gut ausgewogene Auswahl getroffen werden. 
Eine gewisse Ausnahme bezüglich der Koppelung der Ausgangspara-
meter bildet die Brennelementhülle. Obwohl sie für das Reaktor-
verhalten eines Brennstabes eine wesentliche Rolle spielt, können 
die Eigenschaften des Hüllmaterials unter Bestrahlung weitgehend 
in gesonderten Versuchen ermittelt werden. Die Hülle ist also der 
einzige Parameter, der keine starke Koppelung zu den übrigen hat. 
Die Hüllmaterjalentwicklung wird daher beim Projekt Schneller Brü-
ter gesondert betrieben. Es wird darüber in den Beiträgen VIII, 
IX und X berichtet. 
Die Reaktorversuche, durch die die günstigsten Auslegeparameter er-
mittelt werden sollen, sind nicht ausreichend, um die Reaktorer-
scheinungen detailliert kennenzulernen. Es sind deshalb gesonderte 
Versuchsreihen anzusetzen mit dem Ziel, Aufschluß über alle Vor-
gänge, die sich im Brennelement während der Reaktorbestrahlung 
abspielen, zu erhalten. Beispiele hierfür sind das Anfahrverhalten 
des Brennstoffs und die Untersuchung über die Ursachen bzw. den 
Mechanismus der Volumenzunahme des Brennstoffs während des Ab-
arandes. Beides kann in den üblichen Auswahlversuchen, auch wenn 
eine gründliche Nachuntersuchung erfolgt, nicht genügend aufge-
klärt werden. 
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2.2 Reaktorerscheinungen und Ausfallkriterien 
Die wichtigste Abbranderscheinung ist die Volumenzunahme des 
Brennstoffes. Sie hängt von der Temperaturverteilung, der Poren-
verteilung, von der Volumenverfügbarkeit, dem nicht freigesetzten 
Spaltgas, dem Volumenanteil der festen Spaltprodukte und schließ-
lich von der Plastizität und Festigkeit des Brennstoffs ab. Die 
Aufklärung dieser Erscheinungen und Zusammenhänge ist das wichtigste 
Ziel der Bestrahlungsversuche. 
Ein weiterer wichtiger Punkt ist das Anfahrverhalten. Hierbei soll 
in erster Linie geklärt werden, wie sich bei Pelletbrennstoff ein 
verschieden großer Spalt zwischen Brennstoff und Hülle auswirkt. 
Bei vibriertem Brennstoff ist die zeitliche Änderung der Wärmeleit-
fähigkeit zu ermitteln. 
Nahezu alle Reaktorerscheinungen sind von der Temperatur abhängig. 
Somit ist die Wärmeleitfähigkeit des Brennstoffs in Abhängigkeit 
von den Ausgangsparametern und ihrer Änderung im Reaktor von Be-
deutung. 
Einige der Abbranderscheinungen sind weniger eine Auswirkung der 
Reaktorbestrahlung als des Einflusses der Temperaturverteilung 
im Brennstoff. Dies trifft besonders für die Diffusions- und Ver-
dampfungserscheinungen zu. Diese können deshalb zu einem großen 
Teil auch außerhalb des Reaktors untersucht werden. 
Als wichtigstes Ausfallkriterium ist der Bruch der Hülle anzusehen. 
Ein Brennelement muß jedoch auch dann schon als ausgefallen ange-
sehen werden, wenn bei einem verhältnismäßig kleinen Leistungs-
überschlag der Bruch der Hülle eintreten würde. Dies kann der Fall 
sein bei einer Aufweitung der Hülle, beim Einbeulen oder Verbiegen 
der Hülle, aber auch bei einer axialen BrennstoffVerschiebung. 
Wenn die axiale Brennstoffverschiebung an vielen Elementen gleich-
zeitig auftritt, kann dies eine Reaktivitätsänderung zur Folge 
haben, die so groß ist, daß die Brennelemente unbrauchbar werden. 
Infolge von Thermodiffusion kann eine Entmischung von Uran und 
Plutonium eintreten. Das Plutonium sammelt sich dann im allge-
meinen in der Nähe des Zentrums des Brennelements. Dadurch wird 
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der Dopplerkoeffizient der Reaktivität ungünstig beeinflußt und 
die Zen tral tempera tur angehoben. Besonders­durch letzteres­ kann 
das Brennelement unbrauchbar werden. 
2.3 Nachuntersuchung bestrahlter Brennelementproben 
Um das Reaktorverhalten im einzelnen zu untersuchen, sind 
außer einem umfangreichen Bestrahlungsprogramm auch sehr eingehen­
de Nachuntersuchungen erforderlich. In Beitrag XII wird darüber 
berichtet. 
3« Auslegung von Bestrahlungsexperimenten 
Von der Aufgabenstellung her sind für ein Bestrahlungsexperiment 
folgende Parameter vorgegeben: 
mittlere Brennstoffdichte ρ 
Stableistung V^ 
Neutronenfluß φ 




Dazu besteht noch die Forderung, daß die Bestrahlungszeit möglichst 
kurz bzw. innerhalb tragbarer Grenzen sein soll; was bedeutet, daß 
eine hohe spezifische Leistung anzustreben ist. 
Gesucht sind der Durchmesser des Brennstoffs bzw. dessen Radius R 
und die Anreicherung Ύί 
Es hat sich als zweckmäßig erwiesen, die oben genannten Größen vor-
zugeben und Durchmesser und Anreicherung unter der Nebenbedingung 
einer großen spezifischen Leistung zu berechnen. Dies ist möglich, 
da das Bestrahlungsverhalten in gewissen Grenzen vom Brennstoff-
radius und der Anreicherung unabhängig ist. 
Häufig gibt es aber auch Fälle, bei denen die obigen Parameter nicht 
beliebig variiert werden können. Sie können gewisse Einschränkungen 
durch die vorhandenen Bestrahlungseinrichtungen erhalten. Dies 
gilt besonders für die Hüllrohraußentemperatur; hier sind häufig 
Kompromisse erforderlich. 
XI ­ 7 
3.1 Bestrahlung im schnellen Reaktor 
Die betreffenden Zusammenhänge sind in schnellen Reaktoren 
verhältnismäßig einfach. Es gilt (Beitrag IV): 
V = q R2 IT = kr v (1) 
T. 
mit w = ( k(T)dT (2) 
)d = Stableistung 
q = radialunabhängige Wärmequelldichte 
R = Brennstoffradius 
w = Wärmeleitintegral 
k = BrennstoffWärmeleitfähigkeit 
T. = BrennstoffZentraltemperatur 
T = Brennstoffoberflächentemperatur a 
Die Wärmequelldichte q ist reaktorphysikalisch wie folgt gegeben: 
q = i Σ ψ = ^  (3) 
c fiss γ Ί + * 
mit JC-. = (η 1 ef1 =■■ η.. β <Τρ. (Ό 
fxss i fiss Í1SS 
i 
(summiert über die spaltbaren Isotopen) 
10 ­1 ­1 c = 3,1 . 10 W s 
φ = Neutronenfluß 
_o„ = Dichte der Masse der schweren Atome 
b = Spez. Leistung (Leistung pro Masse der spaltbaren Atome) 
Y = Massenverhältnis der Brutatome zu den spaltbaren Atomen 
Σ~. = makroskopischer Gesamtspaltquerschnitt 
η = Zahl der spaltbaren Kerne pro Vol. Einheit des Isotops i 
σ = mikroskopischer Spaltquerschnitt des Isotops i 
η«. = Gesamtzahl der spaltbaren Kerne pro Vol. Einheit 
IlSS r 
<3"~. = (über die Isotopen gemittelter) mikroskopischer Spalt­
querschnitt 
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JV Ντ »•j. fiss L ,CK M l t nfiss = —Ü7. (5) 
fiss 
NT = Loschmidtzahl 
O.,. = Dichte der Masse der spaltbaren Kerne ''fiss 
M„. = (über die Isotopen gemitteltes) Atomgewicht fiss 
™d Sfiss = fS* (6) 
)t ~ Anreicherung 
erhält man aus (1) 
~y M 
P 2 C ^ fiSS („κ 
fiss τ ó 5R 
Die letzte Gleichung stellt den Zusammenhang zwischen dem Brenn­
stoffradius R und der Anreicherung ^ "mit den vorgegebenen Größen 
dar. Im allgemeinen wird man die Wärmequelldichte q so groß wie 
möglich machen. Das bedeutet, daß bei vorgegebenem Fluß die An­
reicherung ebenfalls so groß wie möglich gemacht wird. Bei Pu­
haltigem Brennstoff wird im allgemeinen ein U/Pu­Verhältnis vor­
gegeben werden. Die Anreicherung kann dann über den U­235­Gehalt 
der Urankomponente eingestellt werden. Bei vorgegebener Maximal­
anreicherung erhält man einen bestimmten Brennstoffradius. Wenn 
dieser aus Gründen der Herstellbarkeit oder der Kühlung zu klein 
ausfällt, wird man einen bestimmten Radius vorgeben und die ent­
sprechende Anreicherung errechnen. 
3.2 Bestrahlung im thermischen Reaktor 
Für die Auslegung zur Bestrahlung im thermischen Reaktor be­
steht ein grundsätzlicher Unterschied gegenüber der Bestrahlung 
im schnellen Reaktor /~2_J7. Während im schnellen Reaktor der Fluß φ 
unabhängig vom Radius r ist. besteht im thermischen Reaktor be­
sonders bei hoch angereicherten Brennstabproben eine Flußabsen­
kung innerhalb des Brennstoffs, und diese ist abhängig von der 
Anreicherung^ Der Fluß Φ ist also φ = φ> (r, V*"), ebenso die 
Wärmequelldichte q(r) (siehe Fig.1). Unter diesen Bedingungen 
ist (1) nicht mehr gültig, d.h. die Stableistung kann nicht mehr 
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als Maß für die Zentraltemperatur verwandt werden. 
3.2.1 Berechnung des Wärmeleitintegrals 
Im folgenden soll nun der Zusammenhang zwischen dem Wärme­
leitintegral und der Wärmequelldichteverteilung abgeleitet werden. 
Zu diesem Zweck errechnen wir die in dem Zylinder mit Radius r' 
erzeugte Wärme und verlangen, da ein stationärer Zustand vorliegt, 
daß diese Wärme über den äußeren Zylindermantel abfließt und dabei 
einen bestimmten Temperaturgradienten an dieser Stelle erzeugt. 
Damit ist : , 
r ' 
27 f q(r) r.dr = ­27Tr' k(T)/||J (8) 
(dT\ dT •τ— I = ­=—, gesetzt werden kann, so erhält 
nach Separation der Variablen und Integration von 0 bis R bzw, 
man 
von T. nach Τ : x a 
T. R r' íi 
f ­, f q(r) r dr dr' = + k(T) dT = w (T. ,T ) (9) 
a 
Damit ist der Zusammenhang zwischen der Wärmequelldichteverteilung 
und den thermischen Größen hergestellt. 
3.2.2 Berechnung des Temperaturverlaufs im Brennstoff 
Aus einem Wärmeleitintegral­Temperatur­Diagramm kann man 
die betreffenden Brennstofftemperaturen ermitteln. Dabei ist die 
Bezugstemperatur T_ im Wärmeleitintegral ohne Bedeutung. 
Τ 
w(T) = / k(T)dT 
TB 
(9) kann man umformen in 
Τ. Τ 
w(T±,Ta) = ί k(T)dT - [ k(T)dT = w(T±) - w(T&) (10) 
Β XB 
D.h. da die linke Seite von (9) bekannt ist, kann man aus dem w-T-
Diagramm bei vorgegebener Brennstoffoberflächentemperatur Τ die 
a 
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Zentraltemperatur ablesen. 
Für einen beliebigen Radius r im Brennstoff gilt entsprechend (9) 
Γ1 r' Ti 
I 7» [ q(r) r d r dr' = J k(T) d T = wC^,^) = w(T±) ­ w ^ ) (11) 
Bei vorgegebenem T. kann man aus dem w­T­Diagramm die Temperatur 
T. ablesen. 
(9) bzw. (11) gilt auch, wenn der Brennstoff innen hohl ist. Die 
Integration auf der linken Seite ist dann vom Radius r des Hohl­
° o 
raums aus durchzuführen. Man e r h ä l t (Bei t rag IV) be i r a d i a l u n a b ­
hängigem q 
T 
(° k(T)dT = # ( r 2 ­ r 2 ) ­ f r 2 In ^ 1 (12) 
Jm *+ 1 o ¿ o r T1 r = Radius des Hohlraums o 
Τ = (Max.) Brennstoffinnentemperatur 
3.2.3 Abhängigkeit des Wärmeleitintegrals und der Stableistung 
von der Anreicherung und dem Durchmesser 
In Fig.2 ist das Wärmeleitintegral und die Stableistung in Abhängig­
keit von der Anreicherung für einen Brennstof f durchmesser von 0,6 cm 
I "\k —2 —1 
und einen ungestörten Fluß Ò =10 (cm .sec ) dargestellt. 
Wie man sieht, sind für kleine Anreicherungen die Stableistung 
und das Wärmeleitintegral gleich. Beide sind proportional der An­
reicherung. Der Anstieg der Stableistung zu höherer Anreicherung 
hin wird immer flacher, eine Steigung ist jedoch auch bei der 
höchsten Anreicherung noch vorhanden. Das Wärmeleitintegral ist 
bei jeder Anreicherung kleiner als die Stableistung. Es erreicht 
bei einer bestimmten Anreicherung ein Maximum und fällt dann wie­
der deutlich ab. 
In Fig.3 ist das Wärmeleitintegral in Abhängigkeit von der Anreiche­
rung für verschiedene Brennstoffdurchmesser aufgetragen. Man sieht, 
daß das Maximum des Wärmeleitintegrals umso ausgeprägter wird, je 
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größer der Stabdurchmesser ist. Es verschiebt sich außerdem mit 
größerem Stabdurchmesser zu kleineren Anreicherungen. 
In Fig.k ist die Stableistung in Abhängigkeit von der Anreicherung 
dargestellt. Gleichzeitig ist die Kurve eingetragen, die die 
Maxima des Wärmeleitintegrals miteinander verbindet sowie diejenige 
Kurve, deren Schnitt mit der Stableistungskurve genau über dem 
Maximum des Wärmeleitintegrals liegt. Man findet somit die Höhe 
und Lage des Maximums des Wärmeleitintegrals auch in dieser Kur-
venschar. 
Zur Auslegung eines bestimmten Bestrahlungsversuchs wird man zu-
nächst die Kurvenscharen in Fig.3 und k entsprechend dem vorgege-
benen Fluß auf einen anderen Maßstab umrechnen. Der ungestörte 
Neutronenfluß ist direkt proportional dem Wärmeleitintegral und 
der Stableistung. Außer dem ungestörten Neutronenfluß ist auch 
noch die Flußabschwächung in der Kapsel zu berücksichtigen. In 
den Abbildungen 2 - k ist mit einer Abschwächung von 15 % gerech-
net. Wenn diese Größe nicht zutreffend ist, ist eine entsprechende 
Korrektur anzubringen. 
Wenn nun der richtige Ordinatenmaßstab festgelegt ist, läßt sich 
aus den Kurvenscharen von Fig.3 und k ein Wertepaar für den Stab-
radius und die Anreicherung ermitteln, das die gewünschte Stab-
leistung und Wärmeleitintegral ergibt. Man wird dabei einen Brenn-
stof f radius auswählen, der gerade eben noch die Forderungen des 
Wärmeleitintegrals befriedigt. Wegen des Maximums im Wärmeleit-
integral gibt es nun zwei Anreicherungen, in denen das gewünschte 
Wärmeleitintegral erreicht wird. Man wird jedoch immer die kleinere 
Anreicherung wählen, weil bei der höheren Anreicherung eine sehr 
ungünstige Leistungsverteilung entsteht. 
Bei sehr hoher Anreicherung hat man am Rand des Brennelements eine 
hohe Spaltrate, die gegen die Mitte sehr stark abnimmt. Dies 
führt zu einer ungünstigen Temperaturverteilung und der Bestrah-
lungsversuch ist nicht mehr repräsentativ für ein Brüter-Brenn-
element, bei dem die Spaltrate gleichmäßig über das ganze Element 
verteilt ist. 
Andererseits ist es jedoch auch ungünstig, eine zu kleine Anreiche-
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rung zu wählen, da damit der Brennstoffradius größer gewählt 
werden muß, was eine kleinere Leistungsdichte und damit eine 
längere Abbrandzeit zur Folge hat. Weiterhin ist zu berücksichti-
gen, daß bei verhältnismäßig kleiner Ausgangsanreicherung und 
hohem Abbrand ein starker Leistungsabfall während der Bestrahlungs-
zeit eintritt. Somit bleibt also für die Anreicherung nur der Be-
reich zwischen Maximum des Wärmeleitintegrals und der Hälfte die-
ses Wertes zur Auswahl offen. 
3·2.k Länge der Bestrahlungsprobe 
Die Länge der Bestrahlungsprobe wurde in die bisherige Be-
trachtung nicht einbezogen, da sie sich im allgemeinen nicht 
direkt auf das Bestrahlungsverhalten auswirkt. Der weitaus größte 
Teil der Reaktorerscheinungen kann an Kurzproben untersucht wer-
den. Für diese Kurzproben bildet man die Länge so, daß die Stö-
rungen im Neutronenfluß und in der Temperaturverteilung, die an 
den Enden auftreten, den größeren Teil der Probe nicht beeinflus-
sen. Dies wird erreicht, wenn die Probe wenigstens eine Länge vom 
zehnfachen bis zum zwanzigfachen Durchmesser hat. 
In einigen Fällen ist es jedoch notwendig, auch Bestrahlungstests 
an Brennstäben mit voller Länge durchzuführen. So muß z.B. nach-
gewiesen werden, daß das Spaltgas aus dem Core über ein entsprechen-
des Axialblanket bis zu einem am Ende des Brennelementes vorgesehe-
nen Hohlvolumen durchkommt und kein separater Spaltgasdruckaufbau 
im Brennelement stattfindet. 
*f. Bestrahlungseinrichtungen 
k.1 Aufgaben der Bestrahlungseinrichtungen 
Eine Bestrahlungseinrichtung hat folgende Aufgaben zu er-
füllen: 
a) Wärmeabfuhr und Außentemperatur: Die Wärmeabfuhr an einem 
Prüfling muß gewährleistet sein unter Einhaltung einer be-
stimmten Außentemperatur am Prüfling. 
b) Instrumentierung und Regelung: Die Außentemperatur am Prüf-
XI - 13 
ling sollte an mehreren Stellen gemessen und nach Möglichkeit 
auch geregelt werden können. Für manche Versuche ist es wün-
schenswert, darüber hinaus auch Temperaturen im Brennstoff, 
Spaltgasdruckaufbau und andere Größen zu messen. 
c) Korrosion der Hülle: Der Korrosionsangriff durch das Kühlmittel 
und evt. auch die Druckbelastung durch das Kühlmittel sollen 
dem Originalelement möglichst ähnlich sein. 
d) Sicherheitsanforderungen: Bei Hüllrohrbruch dürfen keine 
katastrophalen Folgen eintreten. Das ganze muß den Sicherheits-
anforderungen des Reaktors genügen. 
In vielen Fällen ist man in erster Linie am Bestrahlungsverhalten des 
Brennstoffs interessiert. Die Hülle wird dann so ausgelegt, daß 
sie mit großer Sicherheit die Bestrahlung übersteht. In diesem 
Fall ist dann die Einhaltung einer bestimmten Außentemperatur am 
Prüfling, Instrumentierung und Regelung sowie der Korrosionsangriff 
nicht von wesentlicher Bedeutung. Man kann für diese Fälle verhält-
nismäßig einfache Bestrahlungskapseln verwenden, die dann wiederum 
den Vorteil haben, daß sie leichter handhabbar sind und damit in 
größerer Zahl eingesetzt werden können. Wenn jedoch das Verhalten 
eines ganzen Elementes geprüft werden soll, sind entweder aufwen-
dige Bestrahlungsvorrichtungen in thermischen Reaktoren notwendig, 
oder man führt Bestrahlungen in schnellen Reaktoren durch, bei 
denen die Betriebsbedingungen den angestrebten Bedingungen weit-
gehend nahekommen. 
k.2 Bestrahlung im schnellen natriumgekühlten Reaktor 
Bei Bestrahlungen im schnellen natriumgekühlten Reaktor ist 
im allgemeinen keine besondere Bestrahlungseinrichtung erforder-
lich. Die Bestrahlungen werden auf Brennelementpositionen durch-
geführt, wobei man im allgemeinen Positionen wählt, bei denen die 
Kühlmittelaustrittstemperatur und die Aktivität des Kühlmittels 
registriert werden können. Eine Messung oder Regelung der Hüll-
wandtemperatur ist dabei nicht möglich. Aufgrund von Berechnungen 
und Vorversuchen stellt man den Natriumdurchfluß so ein, daß eine 
gewünschte Oberflächentemperatur erreicht wird. 
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k.3 Kapseln für Bestrahlungen im FR2 
Die Kapselbestrahlungen im FR2 werden auf Brennelementpositio­
nen durchgeführt. In einer Bestrahlungseinrichtung lassen sich 
mehrere Prüflinge (3-k) übereinander anordnen. Auf diese Art läßt 
sich eine große Zahl von Prüflingen bestrahlen. Bei der Instrumen­
tierung beschränkt man sich auf die Messung der Temperatur, ent­
weder an der Brennelementoberfläche, oder man bringt die Meßstelle 
im Wärmeübertragungsmittel an und kann dann auf die Temperatur an 
der Brennelementoberfläche extrapolieren. Zunächst wurden Kapseln 
entwickelt, bei denen flüssiges Blei­Wismut als Wärmeübertragungs­
mittel verwendet wurde. Da sich dies nicht bewährte, wurde eine 
Kapsel entwickelt, bei der der Prüfling von Natrium umgeben ist 
und nur noch in der äußeren Schicht Blei­Wismut als Wärmeüberträ­
ger verwendet wird. Eine Beschreibung ist in / 3_7 enthalten. 
In Fig.5 ist eine Zeichnung der Kapsel wiedergegeben. Es ist da­
rauf zu erkennen, daß sich der Prüfling in einer inneren mit Natrium 
gefüllten Kapsel befindet. Die Kapsel ist aus austenitischem Stahl 
gefertigt. Die Temperaturmeßstellen befinden sich im Natrium. 
Mehrere dieser übereinander angeordneten Kapseln werden in ein 
Zirkaloyrohr gesteckt und der Zwischenraum zwischen dem Zirkaloy­
rohr und der inneren Kapsel mit Blei­Wismut aufgefüllt. Die Tempe­
ratur am Prüfling wird durch die Stableistung und die Wärmelei­
tung der einzelnen Schichten fest eingestellt. Eine gewisse Varia­
tion ist lediglich durch Veränderung der Bestrahlungsposition, 
also des thermischen Flusses möglich. Als maximale äußere Hüll­
wandtemperatur ist T = 56O C bei einer Stableistung von 
H max 
Χ = 770 W/cm vorgesehen. 
Durch die Temperaturmessung im Natrium kann die Hülltemperatur 
ermittelt werden. 
Die kombinierte Bleiwismutkapsel erfüllt weitgehend die Forde­
rungen für einen Brennstoffbestrahlungstest, erlaubt jedoch keine 
ernstliche Prüfung der Hülle, da man aus Sicherheitsgründen mit 
der Hülltemperatur unterhalb einer anzustrebenden Testtemperatur 
bleiben muß. Als Vorteil wird außerdem angesehen, daß der Prüf­
ling in Natrium, also dem vorgesehenen Kühlmittel, ausgesetzt 
wird. 
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k.k FR2-Abbrandloop 
Das FR2-Abbrandloop ist für die Bestrahlung von Brennelement-
prüflingen im Zentralkanal vorgesehen. Das Abbrandloop ist eine 
verhältnismäßig aufwendige Bestrahlungseinrichtung. Die Prüflinge 
werden mit Helium gekühlt. Hierfür ist ein vollständiger Helium-
kreislauf mit Pumpen, Wärmetauschern, Filtern, Nebenkreisläufen 
und Regeleinrichtungen errichtet worden. Das Loop ist in Betrieb 
seit Mai I966 und hat sich bis jetzt sehr gut bewährt. 
Das Heliumloop bietet folgende Vorteile: 
a) Die Oberflächentemperatur des Brennelementes kann über Thermo-
elemente gemessen und durch Veränderung des Heliumdurchflusses 
geregelt werden. 
b) Die Leistung kann über die abgeführte Wärme und den Temperatur-
sprung zwischen Kühlmitteleintritt und -austritt verhältnismäßig 
genau ermittelt werden. 
c) Es ist möglich, den Spaltgasdruckaufbau in den Prüflingen direkt 
zu messen. 
d) Da das Loop einen eigenen Kühlkreislauf mit Vorrichtungen zur 
Dekontamination besitzt, können Experimente durchgeführt wer-
den, bei denen der Prüfling sehr hoch belastet wird. Ein Hüll-
rohrbruch oder ein Durchscbmslzen des Prüflings hat keine we-
sentlichen Folgen und beeinträchtigt den Betrieb des Reaktors 
nicht. 
In Fig.6 ist eine Querschnittszeichnung des Abbrandloop wiederge-
geben. Die Strömung des Kühlmittels ist mit Pfeilen angegeben. Das 
Kühlmittel strömt in einem äußeren Ringraum aufwärts, wird am obe-
ren Ende umgelenkt und strömt entlang den Prüflingen abwärts und 
sammelt sich dann in einem zentralen Rohr. Weitere Einzelheiten 
sind in /"\_7 z u f inden. 
Auslegedaten des Loops: 
k Prüflinge: Durchmesser 7 - 10 mm 
max. Länge 200 mm 
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He-Kühlung: He-Druck 
He-Durchsatz 






0,6 W/cm2 °C 
600 °C 
max. Stableistung 63O W/cm 
(bei 7 mm Durchmesser) 
k.3 Versuchseinrichtungen für Kurzzeitbestrahlung zum FR2-Abbrand-
looP 
Um im FR2-Loop Kurzzeitbestrahlungen mit hoher Leistung durch-
führen zu können, wurde ein spezieller Loopeinsatz gebaut. Mit die-
sem Spezialeinsatz ist es möglich, Prüflinge bei laufendem Reaktor 
einzufahren und wieder auszufahren. Weiterhin kann die Stableistung 
der Prüflinge variabel gehalten werden, indem sie von Orten niedri-
gen Flusses bis zum Zentrum, dem Ort des höchsten Flusses, bewegt 
werden können. Mit dieser Einrichtung kann man das Anfahrverhalten 
von Brennelementen und das Verhalten bei Leistungsüberschlag unter-
suchen. Als Kühleinrichtung wird die Einrichtung des FR2-Abbrand-
loops benutzt. Im Kurzzeitloop kann jeweils nur ein Prüfling be-
strahlt werden. 
Auslegedaten für den Prüfling: 
Außendurchmesser 10 - 12 mm 
max. Stableistung 1000 W/cm 
Länge 200 mm 
Eine Abbildung des Kurzzeitloops ist in Fig.7 wiedergegeben. 
Nähere Einzelheiten sind in 3 ^ 3 z u finden. 
5« Bestrahlungsprogramm 
Das Brennelementbestrahlungsprogramm des Projektes Schneller 
Brüter umfaßt mehrere Versuchsgruppen. In den folgenden Abschnit-
ten soll ein kurzer Überblick über die einzelnen Bestrahlungsvor-
haben gegeben werden. 
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5.1 Bestrahlungsvorhaben in schnellen natriumgekühlten Reaktoren 
5.1.1 Bestrahlungstests im Enrico-Fermi-Reaktor 
Es ist geplant, in Zusammenarbeit mit Euratom ein erstes Be-
strahlungsvorhaben im Enrico-Fermi-Reaktor durchzuführen. Das zur 
Bestrahlung vorgesehene Brennelementbündel kann auf einer normalen 
BE-Position eingesetzt werden. Durch die Natriumkühlung und den 
schnellen Neutronenfluß werden die Bedingungen im Prototypreaktor 
weitgehend realisiert. Als Brennstoff soll U0?-Pu0p verwendet 
werden, wobei das U0„ auf 93 % U-235 angereichert ist. Ein Teil 
der Elemente wird Tabletten mit Dichten von 93 % und 88 % d.th.D. 
enthalten. Der andere Teil wird abgerundete Partikel enthalten, 
die einvibriert werden und deren Dichte 85 - 2 % d.th.D. betragen 
soll. 
Bei diesem Versuch soll zum erstenmal in größerem Umfange eine Be-
strahlung bis zu einem Abbrand von etwa 90 0C0 MWD/to durchgeführt 
werden. Dabei sollen von den 2k Stäben, die gleichzeitig einge-
setzt werden können, 12 nach einem Abbrand von etwa 30 MWD/to 
herausgenommen und durch frische Stäbe ersetzt werden. Damit würde 
eine Staffelung des Abbrands von 30 GOo, 6J 000 und 90 000 MWLi/to 
erreicht werden. 
Die Vorbereitungen zu diesen Versuchen sind schon sehr weit gedie-
hen. Die Bestrahlung konnte wegen einer Betriebsstörung im Enrico-
Fermi-Reaktor noch nicht durchgeführt werden. 
5.1.2 Bestrahlung im Dounreay-Reaktor (DFR) 
Im DFR ist ein Bestrahlungsvorhaben geplant, bei dem die 
Brauchbarkeit der für den schnellen natriumgekühlten Prototyp-
reaktor spezifizierten Brennelemente nachgewiesen werden soll. 
Die Teststäbe sollen mit U02-Pu02-Tabletten gefüllt werden, und 
sowohl in den Abmessungen als auch im Hüllmaterial den Prototyp-
brennelementen entsprechen. Die vorgesehenen 39 Stäbe sollen also 
keine Brennstoffvarianten enthalten. Der Abbrand soll mehr als 
50 000 MWD/to betragen. 
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5.2 Kapselversuche im FR2 
Seit Anfang I965 werden im FR2 Kapselversuche durchgeführt. 
Bei der ersten Versuchsgruppe kamen 22 Proben zum Einsatz. Die 
erste Versuchsgruppe diente vor allem dazu, die Kapseln zu erpro-
ben und Erfahrungen auf dem Gebiet der Bestrahlungsexperimente zu 
sammeln. 
In einer zweiten Versuchsgruppe wurde U0? und UO?-CeO? in Form von 
Tabletten und vibriertem Brennstoff mit drei Dichtevarianten be-
strahlt. Auch diese Versuche dienen, ähnlich wie die Versuchsgruppe 
1, in erster Linie zum Sammeln von Erfahrungen bei Bestrahlungs-
experimenten und sollen außerdem über das Bestrahlungsverhalten 
von UOp-CeOp eine erste Auskunft geben. CeCL· wird als Simulations-
material für PuOp verwendet. Die Bestrahlung dieser Versuchsgruppe 
ist teilweise abgeschlossen. 
Bei Versuchsgruppe 3 sollen breitgestreute Auswahlversuche an 
nicht Pu-haltiger Oxydkeramik durchgeführt werden. Man will dabei 
zum erstenmal einen sehr hohen Abbrand anstreben. Bei diesen Ver-
suchen sollen alle Herstellungsvarianten und Dichtevarianten ein-
gesetzt werden. Für die Versuchsgruppe 3 und k ist der Einsatz der 
neuentwickelten Natrium-Blei-Wismutkapsel vorgesehen, die ihre 
erste Probe gut bestanden hat. 
Daten für die Prüflinge: 
Hüllmaterial austenitischer Stahl 
Stableistung 500 - 700 W/cm 
Abbrand 10 000 - 70 000 MWd/to 
Brennstoffdurchmesser 6,4 mm 
Hülldurchmesser 7,4 mm 
Brennstofflänge 80 mm 
Prüflingslänge I70 mm 
Anreicherung 11,5 % U 235 
Zahl der Prüflinge 6k Stück 
Brennstoffmaterial: 
U02-Tabletten, geschliffen, Spalt: I50 - 10,u 
ungeschliffen, Spalt: I50 - 50/U 
U02-Ce0p-Tabletten, geschliffen 
U0„ gesinterte Partikel vibriert 85 % d.th.D. 
U0_ geschmolzene gebrochene Partikel 85 % d.th.D. 
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In der Versuchsgruppe k sind breitgestreute Auswahlversuche bis zu 
hohem Abbrand mit Pu-haltiger Oxydkeramik vorgesehen. Ebenso wie in 
Versuchsgruppe 3 sollen alle wichtigen Varianten eingesetzt werden 
und bei hoher Stableistung bis zu hohen Abbränden bestrahlt werden. 
Prüflingsdaten : 
Probenzahl: ca. 50 Stück 
davon 30 Stück mit Tabletten gefüllt 
20 Stück mit vibriertem Brennstoff gefüllt 
Pu-Gehalt 15 % 
Stableistung 500 - 700 W/cm 
Brennstoffdurchmesser 6 mm 
Hüllaußendurchmesser 7 mm 
Abbrand wie bei Versuchsgruppe 3 
In Versuchsgruppe 5 sollen Bestrahlungen an ganzen Brennstäben vor-
genommen werden, die mit PuO_-haltigem Brennstoff gefüllt sind. 
Oben und unten am Brennstab ist jeweils eine mit Brutstoff ge-
füllte Zone vorgesehen, die dem axialen Blanket entspricht. Am 
oberen Ende ist wie bei allen Brennelementen mit hohem Abbrand 
ein Spaltgasplenum notwendig. Mit den Versuchen soll u.a. gezeigt 
werden, daß das im Brennstoff freigesetzte Spaltgas über die Brut-
zone in das dafür vorgesehene Volumen am oberen Ende gelangen kann 
und kein Aufblähen des Brennelements infolge von Spaltgasdruck er-
folgt. 
Prüflingsdaten : 
Brennstoffmaterial: UO_-PuOp-Tabletten und vibrierter 
Brennstoff mit Dichtevarianten 
Prüflingsanzahl: 8 Stäbe 
Brennstofflänge: ca. 80 mm 
Gesamtlänge: 1200 mm 
Brennstoffdurchmesser: 5j5 mm 
Außendurchmesser: 6,3 mm 
Stableistung: 600 - 700 W/cm 
5-3 Loopversuche im FR2 
Seit Sommer I966 steht das FR2-Abbrandloop und seit Anfang 
1967 auch das FR2-Kurzzeitloop zu Bestrahlungen zur Verfügung. 
Das Helium-Loop hat gegenüber e^n Knpcelexperimenten den Vorteil, 
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daß die Außentemperatur an Brennelementen meßbar und regelbar ist, 
außerdem kann der Spaltgasdruckaufbau und bis zu einem gewissen 
Grad auch die Innentemperatur im Brennelement gemessen werden. 
Zur Erprobung des Loops wurde eine erste Versuchsgruppe von Be­
strahlungsexperimenten durchgeführt. Die Bestrahlungen dauerten 
einige Tage bis zu einem Reaktorzyklus von 3 Wochen. 
Nachdem das Abbrand­Loop seine erste Probe bestanden hatte, wurde 
das Kurzzeit­Loop eingesetzt und mit der Versuchsgruppe 2 begonnen. 
Bei den Kurzzeitversuchen sollen vor allen Dingen das Anfahrver­
halten der verschiedenen HerStellungsvarianten untersucht werden. 
Die Stableistung soll dabei soweit gesteigert werden, bis der Brenn­
stoff im Innern der Probe zum Schmelzen kommt. An Tabletten­gefüll­
ten Proben sollte dabei die Spaltbreite zwischen Tabletten und 
Hülle in weiten Grenzen variiert werden. An Partikel­gefüllten 
einvibrierten Proben soll festgestellt werden, wie weit der Brenn­
stoff durch Sintern seine Wärmeleitfähigkeit erhöht und wie lange 
es dauert bis der Sinter­Effekt wirksam wird. 
In der Versuchsgruppe 2 sollen die Kurzzeit­Bestrahlungen mit U0?­
haltigen Brennstoffvarianten durchgeführt werden. Die Stableistung 
soll bis 1000 W/cm und die Außentemperatur der Hülle bis 600 C 
erreichen. Die hochbelasteten Proben können nach der Bestrahlung 
zerstörungsfrei auf Aufschmelzen und axiale Brennstoffverschiebung 
getestet werden. Man verwendet dabei die Durchstrahlung mit dem 
Betatron und das Gamma­scanning. Die Bestrahlungszeit wird von 
10 Minuten, 2 Stunden bis 2k Stunden gestaffelt. 
Prüflingsdaten : 
Prüflingsanzahl ca. 50 Stück 
Brennstoffdurchmesser 10 / 8,6 mm 
Hüllaußendurchmesser 12 / 7 mm 
Anreicherung 7,5 % 
Brennstoffmaterial: 
UO_­Tabletten, geschliffen und ungeschliffen 
Tablettenschmierdichte 80 ­ 90 % d.th.D. 
Spalt 100/U und 250 ΛΧ diametral 
mit und ohne Dishing 
U02­Vibrierdichte 85 % d.th.D. 
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In einer Versuchsgruppe 3 sollen ähnliche Versuche wie in Versuchs-
gruppe 2 an Pu-haltigen Proben durchgeführt werden. Es sollen also 
Kurzzeitbestrahlungen an ähnlichen Brennstoffvarianten zur Bestrah-
lung kommen, wobei jeweils das U0? durch U0_-Pu0p ersetzt wird. 
In der Loop-Versuchsgruppe k sollen dann wieder Langzeit-Bestrah-
lungen und zwar an PuOp-haltigen Brennstoffpröben durchgeführt 
werden. Die Bestrahlungen sollen dann bis zu einem hohen Abbrand 
(70 000 MWd/to) ausgedehnt werden. Die Stableistung und die Außen-
temperatur sollen den Maximalwerten von Originalelementen ent-
sprechen. 
3.k Schlußbemerkungen über die Brennstoffbestrahlungen des Pro-
jektes Schneller Brüter 
Das Bestrahlungsprogramm umfaßt die wichtigsten Probleme der 
Brennelemententwicklung. Durch die geplanten und laufenden umfang-
reichen Nachuntersuchungen werden auch Ursachen für die einzelnen 
Bestrahlungserscheinungen geklärt werden können. Somit werden die 
Bestrahlungsvorhaben einen namhaften Beitrag zu einer Brennelement-
theorie leisten können. 
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1 Brennstabprüfling mit Spaltgasplenum 7.4 mm Can ♦ 
2 Na­bzw. Nak­Spalt 5.3 mm dick 
3 Thermoelement 1 mm ♦ in Fingerhutröhrchen 
4 Zentrierplatlen 
5 Distanzhalter 
6 Edelstahlkapsel 20 mm* χ 1mm Wand 
7 Endstopfen 
θ Na ­ Einfüllstopfen 
9 Zwischenstück 
10 Pb ­ Bi ­ Spalt 1.5 mm dick 
11 äußere Kapsel 26 mm ♦ χ 1.5 mm Wand 
12 Wärmedämmung 
13 Wasserführungsrohr 40 mm ♦ χ 2 mm Wand 
iu 
Fig. 5 Schnitt durch die Na­Pb/Bi ­ Kapsel 
N3 
^ J 
Schnitt A­A Schnitt B­B 





F Druckrohr­Oberteil (Zircaloy 2 ) 
G Druckrohr­Unterteil ( Nr. 4541 ) 
H Thermo ­ Schild 
J Helium­ Spülleitung 
Fig. 6 He ­ Loop ­ Bestrahlungseinsatz 
A Gasführungs ­und Regelkolben 
Β Prüfling mit Gasführungsrohr 
Thermoelementen und Kapillarrohr 
C Prüflingseinsatz 
D Prüflingshalterung 
E Cadmium ­ Schirm 
F Kombinierter Vor­, Feinst­und Halogen­Filter 
¡3 
Fig. 7 Speziai ­ Versuchseinsatz für Kurzzeitbestrahlungen 
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1. Einleitung 
Die Entwicklung von Kernbrennelementen erfordert die Prüfung so-
wohl des Brennstoffs als auch der Hülle in Bestrahlungsversuchen. 
Eine solche Eignungsprüfung kann z.B. in einem sogenannten "per-
formance test" bestehen, bei dem man für die gewählte Parameter-
konstellation eines Prüflings nur eine pauschale ja-nein Antwort 
erhält. Weit häufiger jedoch sucht man in den Nachuntersuchungen 
die Antwort auf viele Detailfragen, die nur in einem umfassenden 
Untersuchungsprogramm gewonnen v/erden können. 
Das Nachuntersuchungsprogramm für Brennstoffproben ist in ein 
allgemeines Grundprogramm und ein Spezialprogramm aufgegliedert. 
Zum Grundprogramm zählen die in Kapitel k bis 6 aufgeführten Unter-
suchung spunkt e . Jeder Brennstoffprüfling, der bestrahlt wurde, 
durchläuft dieses Programm, wobei gewisse Untersuchungen manchmal 
ausfallen, wie z.B. Abbrand- und Spaltgasbestimmungen bei Kurz-
zeit-Proben. Daneben läuft ein spezielles Untersuchungsprogramm 
(Kapitel 7), das sich stärker an die Grundlagenforschung anlehnt, 
und außerdem einen verhältnismäßig großen Zeit- und Arbeitsauf-
wand beansprucht. Diesen Untersuchungen werden nur besonders 
wichtige Proben zugeführt. 
Im folgenden soll das Nachuntersuchungsprogramm für das Projekt 
Schneller Brüter (PSB) im einzelnen besprochen werden. Soweit 
Untersuchungsergebnisse bereits vorliegen, wird sich diese Be-
sprechung an ihnen orientieren. Bei allen hier behandelten Fällen 
handelt es sich um reine Brennstoffuntersuchungen, Hüllmaterial 
wurde nicht mit untersucht. 
2. Brennstoffproben im Bestrahlungsprogramm des Projektes 
Schneller Brüter 
Die folgende Zusammenstellung gibt einen Überblick über die bis-
her bestrahlten Prüflinge : 
Äußerlich werden k Typen unterschieden: 
a) Kapsel-Prüfling mit 12 mm Durchmesser 
b) Kapsel-Prüfling mit 10 mm Durchmesser 
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c) Loop-Langzeit-Prüfling nit 10 mm Durchmesser 
d) Loop-Kurzzeit-Prüfling mit 12 mm Durchmesser 
Hinsichtlich des inneren Aufbaus kommt noch eine 5· Variante hin-
zu: Kapsel-Prüflinge mit 12 mm Durchmesser mit und ohne Spaltgas-
plenum. 






Tabletten: geschliffen, ungeschliffen, 
Preßmulde (Dishing) an einer und beiden 
Seiten, ohne Preßmulde 
Dichte: 85 bis 93 % d.th.D. 
Spalt: 60 bis 250,u 
3. Isolierung der Prüflinge 
Der erste Schritt zur Untersuchung der Brennstoffprüflinge ist 
ihre Isolierung. Hierbei bietet insbesondere das in den Bestrah-
lungskapseln als Wärmeüberträger verwendete Pb-Bi-Eutektikum 
Schwierigkeiten. Ein umfangreicher Isolierungsprozess, der als 
Einzelschritte mechanische Demontage, Ausschmelzen und Abbeizen 
enthält, soll dafür sorgen, daß der Prüfling unbeschädigt wieder-
gewonnen werden kann. Das unbeschädigte Wiedergewinnen ist auch 
aus Enderen Gründen rieht immer ganz erfolgreich, wie in Fig.1 
zu sehen ist. Der Prüfling ist während des Betriebs aufgeschmolzen, 
so daß das Pb-Bi-Eutektikum bis zum Brennstoff vorgedrungen ist. 
k. Untersuchungen an unzerstörten Prüflingen 
k.1 Visuelle Inspektion. Fotografie 
Als einer der wichtigsten Untersuchungsschritte sollte die 
visuelle Inspektion eines Prüflings unter optimalen Bedingungen 
erfolgen. Die direkte Beobachtung durch Periskope oder Zellen-
fenster ist einer indirekten Beobachtung durch Fernsehgeräte 
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vorzuziehen. Auch muß dafür gesorgt werden, daß das Untersuchungs-
objekt ausreichend beleuchtet wird. Die früher verwendeten Na-
Dampf-Lampen mit monochromatischem Licht werden mehr und mehr 
durch Jod-Quarz-Lampen ersetzt, die bei ähnlich guter Lichtstärke 
auch Farben erkennen lassen. 
In den Heißen Zellen des Kernforschungszentrums ist zur Zeit noch 
kein ausreichend lichtstarkes Periskop vorhanden. Die visuelle 
Untersuchung wird daher durch Zellenfenster unter Zuhilfenahme 
von Ferngläsern durchgeführt. Einen Eindruck von den bereits bei 
diesem Untersuchungsschritt erkennbaren Veränderungen der be-
strahlten Prüflinge geben die folgenden Abbildungen. In Fig.2 er-
kennt man, daß der Spaltgasraum oberhalb der Brennstoffsäule stark 
eingedrückt ist. In Fig.3 sieht man Korrosionsspuren an der Hüllen-
außenseite. Zur Unterstützung der Beobachtung und zur Dokumentation 
des Gesehenen wird jeder Prüfling fotografiert. Eine nachträgliche 
sorgfältige Betrachtung der Fotografien bringt mitunter zusätz-
liche Informationen, wie z.B. aus Fig.k. Die Frage, ob die in der 
Bestrahlungskapsel verwendeten Thermoelementbügel vollkommen auf-
gelöst oder nur abgerissen wurden, konnte durch das Auffinden 
der Bügel im Bild geklärt werden. Als Fehlerquelle bei der visuel-
len Inspektion ist die optische Verzerrung durch die dicken Glas-
fenster zu berücksichtigen. So zeigte sich z.B. in einem Fall, 
daß ein ausschließend in der Mitte aufgebeulter Prüfling bei der 
späteren Vermessung vollkommen gerade \irar. 
k.2 Dichthe it sprüfung 
Vor der zerstörenden Untersuchung wird jeder Prüfling einer 
Dichtheitsprüfung unterworfen. wenn nicht schon bei der visuellen 
Inspektion eine Beschädigung an der Hülle zu sehen ist. Mehrere 
Methoden der Lecksuche stehen zur Auswahl: 
a) Spaltgas-Methode 
Der Prüfling wird in eine gasdichte Kammer überführt, die 
anschließend ausgepumpt wird. Das abgepumpte Gas leitet 
man über eine Kohlefalle, in der vorhandenes Spaltkrypton 
festgehalten wird. Spaltgas-Aktivität in der Kohlefalle 
zeigt ein Leck an. 
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b) Wasserblaeen-Methode 
Der Prüfling wird in heißes Wasser getaucht und nach dem 
Abtrocknen mit einer 5C0 Watt Lampe örtlich stark erhitzt. 
Blasenaustritt an der Schadensstelle zeigt das Leck an. 
c) Glykol-Methode 
Der Prüfling wird in einem transparenten Gefäß in Glykol 
getaucht, wobei er von der Flüssigkeit ganz bedeckt sein 
muß. Evakuiert man nun das Gefäß, so steigen von der Scha-
densstelle Bläschen auf. 
d) Stickstoff-Methode 
Zunächst wird der Prüfling in flüssigen Stickstoff bis 
zum Erreichen des thermischen Gleichgewichts getaucht. 
Überführt man ihn anschließend in einen Behälter mit 
Alkohol, so steigen Bläschen von eingeschlossenem Stick-
stoff von der Schadensstelle auf. 
Wir haben uns für die Stickstoff-Methode entschieden. Vorversuche 
zeigten, daß eine Leckrate von 5 x 10 Torr l/sec deutlich er-
kennbar ist. Der Ort des Lecks wird bei dieser Methode sichtbar. 
Alle bisher untersuchten Prüflinge, die nicht während des Be-
triebs aufgeschmolzen sind, zeigten keine Lecks. Auch die Prüf-
linge mit eingedrücktem Spaltgasraum waren weiterhin gasdicht. 
k.3 Vermessung 
Die Vermessung dient zur Beantwortung der Frage, ob die 
Hülle verformt wurde. Beim zylinderförmigen Brennstoffprüfling 
werden die Länge und der Durchmesser entlang der Länge gemessen. 
Ausgangspunkt der Vermessung ist nicht nur eine maßgerechte Pro-
duktion, sondern auch eine exakte Vermessung vor der Bestrahlung, 
möglichst mit dem gleichen Meßgerät. 
Die Grenzen der Genauigkeit liegen in den Maßtoleranzen der Rohre. 
Bei vorheriger Eigenmessung liegen die Grenzen bei der Empfind-
lichkeit der verwendeten Meßmaschine. In den Spezifikationen 
der Kapselprüflinge sind Wandstärketoleranzen von 100 AX zuge-
lassen. Der Durchmesser hat damit eine Toleranz von - 200/u. 
Die tatsächlich gemessenen Schwankungen betrugen an den Schweiß-
nähten bis zu 240 Al. 
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Fig. 5 zeigt die Technik der Vermessung. Der Prüfling wird zwi-
schen 2 Dorne eingespannt und durch fahrbare Taster mit elektri-
scher Übertragung vermessen. Die Meßdaten werden als Diagramm 
geschrieben. Für die Längenmessung wird der Maßstab 1:1, für die 
Dicke der Maßstab 1:50 gewählt. Als Taster dient eine Kugel von 
3 mm Durchmesser. Daher ist eine Messung der Feinstruktur der 
Oberfläche nicht möglich. Fig. 6 zeigt das Schreiberdiagramm 
eines geraden, jedoch leicht außermittig eingespannten Prüflings. 
Schwierigkeiten bereitet das zentrische Einspannen des Prüflings 
in die Meßbank. Deshalb wurden vorher an den Stirnseiten Präzi-
sionseinsenkungen nach DIN angebracht. In Fig.7 wird neben dem 
außermittigen Einspannen als weitere Fehlerquelle die restlose 
Entfernung von anhaftenden PbBi demonstriert. Nach sorgfältigem 
Abbeizen hat der Prüfling dann eine wesentlich glattere Ober-
fläche wie Fig.8 zeigt. Das Beispiel eines stark verformten 
Prüflings zeigt Fig.9. Der Stab ist stark durchgebogen und an 
einem Ende muldenförmig eingedrückt. 
k.k Durchleuchtung 
Bei bestrahlten Brennstoffprüflingen mit einer, wie man 
weiß, sehr veränderlichen Innenstruktur ist man verständlicher-
weise daran interessiert, mit Hilfe einer Röntgen-Aufnähme den 
inneren Aufbau noch vor der zerstörenden Untersuchung des Prüf-
lings kennenzulernen. Hier stellt sich dem Durchleuchten aller-
dings eine Schwierigkeit entgegen. Der Prüfling selbst sendet, 
durch die Bestrahlung im Reaktor aktiviert, elektromagnetische 
Strahlung aus, und zwar in dem gleichen Energiegebiet, in dem 
man üblicherweise auch durchleuchtet, nämlich im Gebiet der weichen 
Röntgeneigenstrahlen und der etwas härteren elektromagnetischen 
Strahlen in der Gegend von einigen Hundert KeV bis zu etwa 1,5 MeV, 
wie sie von radioaktiven Strahlenquellen ausgesandt werden. Damit 
schwärzt die Strahlung des Prüflings bei den uns interessierenden 
Abbränden den Röntgenfilm bereits so stark, daß eine zusätzliche 
Durchstrahlung von außen keine Zeichnung auf den Film bringt. 
Man kann diesen Einfluß der unerwünschten Eigenstrahlung nun auf 
mehrfache Art unterlaufen, um trotzdem noch ein erträglich gutes 
Bild des Prüflings auf den Film zu bringen. 
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Es ist hier nicht der Ort, alle Durchleuchtungsmethoden ausführ-
lich darzulegen und sie einander gegenüberzustellen. Ich möchte 
nur einige herausgreifen und ihr Prinzip kurz erläutern. Bei der 
Röntgenblitzröhre wird in einer kurzen Zeitspanne von ca. 1 AI sec 
von einer Röntgenröhre 200 oder 400 keV Strahlung mit hoher Inten-
sität emittiert. Der zu durchleuchtende Prüfling und der Röntgen-
film werden während der Blitzdauer durch den Strahlenkegel geführt 
6nit einer Geschwindigkeit von mehr ale 10 m/sec) und nachher schnell 
wieder gegeneinander abgeschirmt. Der strahlende Prüfling sieht 
den Film nur für sehr kurze Zeit und kann dadurch nur eine geringe 
Untergrundschwärzung erzeugen. Aus dieser kurzen Skizzierung ist 
schon zu sehen, daß für den Schnelltransport von Film und Prüfling 
ein hoher Aufwand an mechanischer Präzision getrieben werden muß, 
wenn die Bildqualität ausreichend sein soll. Dieser Aufwand 
schlägt sich sowohl in einem hohen Preis als auch in einem großen 
Raumbedarf nieder. 
Die Neutronenradiografie ist eine weitere Durchleuchtungsmethode. 
Hier verwendet man Neutronen als Strahlenart, und als Film dient 
eine Goldfolie, die jetzt entsprechend aktiviert wird. Die Gamma-
strahlung des Prüflings stört diese Durchleuchtung überhaupt nicht. 
Das latente Bild auf der Goldfolie wird über die normale Autoradio-
grafie, d.h. durch Auflegen auf das übliche Filmmaterial übertra-
gen. Sieht man einmal von der Bildqualität ab, so sind als Schwä-
chen dieser Methode aufzuzählen: Lange Belichtungszeiten für das 
latente Bild, die Notwendigkeit mit ebenfalls erheblichem Zeitauf-
wand umzukopieren und als Neutronenquelle einen Reaktor zu be-
nutzen. 
Wohl am besten geeignet für eine Durchleuchtung ist ein Betatron. 
Es emittiert eine sehr harte Gamma-Strahlung, die bei den angebo-
tenen Materialprüfgeräten 17 MeV beträgt. Die Gamma-Strahlung ist 
eine Röntgenbremsstrahlung, die dadurch erzeugt wird, daß hochbe-
schleunigte Elektronen auf ein Platin-Target geschossen werden. 
Die mittlere Gamma-Energie liegt bei ungefähr kO % der Maximal-
energie, bei unserem Betatron also bei etwa 7 MeV. Durch die be-
sondere Anordnung des Platin-Targets kann man einen vergleichs-
weise kleinen Brennfleck erzeugen, der in der Gegend von einem 
Zehntel Quadratmillimeter liegt, was natürlich der Bildqualität 
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zugute kommt. Die Eigenstrahlung des Prüflings unterläuft man 
durch die unterschiedlichen Absorptionscharakteristiken beider 
Strahlungen in Stahl. Der Absorptionskoeffizient für Gamma-Strah-
len in Stahl zeigt folgenden Verlauf: In der Gegend von 5-15 MeV, 
genauer gesagt bei 8 MeV, findet man ein flaches Minimum. Die Halb-
wertsdicke liegt relativ hoch, bei 3,2 cm. Stahl ist also weit-
gehend durchlässig für die Betatron-Gamma-Strahlung. Hingegen 
liegt die Halbwertsdicke für 0,5 MeV Gamma-Strahlung bei 1 cm 
Stahl. Mit 9 cm Stahl schwächt man die Prüflings-Gamma-Strahlung, 
grob gesagt, um den Faktor 100 stärker als die Betatron-Strahlung. 
Wir betrachten im folgenden einige Betatron-Aufnahmen: In Fig.10 
sieht man. einen Tablettenbrennstoff, bei äem trotz Bestrahlung 
die Pressmulde (Dishing), an einer Tabletten-Stirnseite noch gut 
zu erkennen ist. Der schwarze Strich im rechten Teil des Bildes 
ist das Rh-Plättchen am Ende der Brennstoffsäule. Es hat sich 
offenbar aus seiner Halterung im Stopfen gelöst. 
In Fig.11 ist nun deutlich ein Zentralkanal zu sehen. Die Press-
mulden sind bis auf einen schmalen Spalt zusammengedrückt. Der 
Zentralkanal verläuft nicht ganz zentrisch, sondern beschreibt 
eine leichte Schlangenlinie. 
In Fig.12 sieht man wieder einen Pulver-Prüfling mit Zentralkanal. 
Am Ende des Kanals befindet sich eine sackförmige Erweiterung. 
Die Brennstoffsäule ist geschrumpft und damit vom Rh-Plättchen 
abgerückt. Der Neutronen-Absorber ist nicht mehr voll wirksam, 
wodurch sich die Leistung im Säulenende erhöht. Im Gamma-Scanning 
sieht man am Ende eine Spitze. 
Fig. 13 zeigt einen Tablettenprüfling, dessen Zentralkanal eine 
Blasenkette bildet. Die Blasen haben ihren größten Durchmesser 
an der Kreuzung mit den Tablettenstirnflächen und stehen mitein-
ander in loser Verbindung. 
Vollkommen strukturlos ist der Brennstoff in folgender Fig.l^ f. 
Die hohe Wärmeleitfähigkeit des mit Molybdän beschichteten U0_-
Pulvers hat die Ausbildung einer Hochtemperaturstruktur ver-
hindert. 
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k.3 Gamma­Scanning 
Das Gamma­ S c an n in g ist eine Uiitersuchuagsmethode, die mit 
einem relativ bescheidenen Aufwand an Gerät und Arbeitszeit eine 
Reihe wertvoller Informationen über den Brennstoffprüfling lie­
fert. Ihr Prinzip beruht auf der Messung der Spaltprodukt­Gamma­
Strahlung eines bestrahlten Prüflings entlang seiner Längsachse. 
In der Praxis verläuft diese Messung wie folgt: Der aktivierte 
Prüfling wird als Strahlenquelle kontinuierlich oder in kleinen 
Schritten an einem Spaltkollimator vorbeigezogen. Jenseits des 
Kollimatorspalts befindet sich ein Gamma­Detektor samt Impuls­
analysator und Ratemeter, der die Intensität der durch den Spalt 
kommenden Gamma­Strahlung mißt und in einem Diagramm gegen die 
Prüflingslänge aufträgt. Die Güte eines solchen Diagramms hängt 
unter anderem sehr stark von den Dimensionen des Kollimatorspalts 
ab. Bei uns hat der Spalt folgende Abmessungen: 0,5 x 20 χ 700 mm. 
Die Messung an einem Prüfling beginnt mit der Aufnahme seines 
Gamma­Spektrums. Soweit nicht axiale Spaltproduktwanderungen 
stattgefunden haben, kann ein beliebiger Ort für die Aufnahme 
ausgewählt werden. Nach einem Blick auf das Spektrum wird ent­
schieden, welche Energiebereiche abgetastet werden sollen. Am 
häufigsten wird eine Gesamt­Gamma­Messung durchgeführt, bei der 
alle Gamma­Quanten oberhalb einer bestimmten Schwelle (z.B. 
500 KeV) zusammen gemessen werden. In unserem Gamma­Scanning­
Programm werden zwei Energiebereiche, ein niederer um 100 KeV 
und ein höherer zwischen 600 und 800 KeV, abgetastet. 
Fig.15 zeigt das Gamma­Diagramm (600­800 KeV Energiebereich) 
eines Tablettenprüflings. Drei wichtige Aussagen sind dem Diagramm 
unmittelbar zu entnehmen, Länge der Brennstoffsäule, relativer 
Abbrand bzw. Leistungsprofil und ein Hinweis auf den Zustand des 
Brennstoffs. Aus der Literatur geht hervor, daß die Länge der 
Brennstof f säule bis auf 250/U genau ■"■ermessen werden kann. Bei 
unseren Prüflingen wird eine genaue Messung nicht durchgeführt, 
da die Röntgendurchleuchtung Aufschluß über eine Veränderung 
der Brennstoffsäule gibt. Bezüglich dos Leistungsprofils zeigt 
der hier betrachtete Prüfling eine besonders hohe Differenz 
zwischen Maximum (am oberen Ende) und Minimum. Am unteren Ende 
erbrachte der Prüfling nur etv;a 75 % seiner Maximalleistung. 
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Die Feinstruktur des Gamma-Profils zeigt in Fig.15 deutlich, daß 
es sich um Tabletten-Brennstoff handelt. Die Pressmulden an den 
Stirnseiten der einzelnen Tabletten sind durch kurze Einschnitte 
im Gamma-Profil gekennzeichnet. Tiefe Einschnitte im oberen Teil 
weisen auf große Radialrisse bzw. auf die Zerstörung der Tablet-
ten hin. 
Die oben erläuterten Informationen über den Brennstoff erhält 
man bei einem geringen Aufwand an Ausrüstung und Arbeitszeit. 
Geht man zu komplizierteren Meßeinrichtungen (Germanium-Detekto-
ren, Multikanalimpulsanalysatoren) über, so lassen sich noch 
weitere Informationen, z.B. über den absoluten Abbrand und die 
Spaltproduktwanderung gewinnen. 
k.6 Autoradiografie mit Lochkamera 
Eine andere Möglichkeit, Aufschluß über den Zustand des 
Brennstoffs eines Prüflings zu erhalten, ist die Abbildung mit 
Hilfe einer Lochkamera. Dabei läßt man, analog zur optischen Loch-
kamera, die vom Prüfling emittierten Gamma-S trahi en durch eine 
Lochblende auf einen Film fallen. Wie auch im optischen Bereich 
ist diese Kamera extrem lichtschwach und nur bei sehr aktiven 
Prüflingen erreicht man erträgliche Expositionszeiten. Weiter 
zu erwähnen ist, daß die Bildqualität unbefriedigend ist, ein-
mal weil man keine saubere Lochblende aus vollkommen gammaduroh-
lässigem Material herstellen kann und zun anderen wegen der 
räumlichen und nicht flächenhaften Ausdehnung des Prüflings. Da-
her ist die Autoradiografie mit der Lochkamera nur eine unbe-
deutende Nachuntersuchungsmethode, die gewöhnlich nur zum Auf-
finden eines Prüflings in einer großen Bestrahlungskapsel dient. 
In unserem Nachuntersuchungsprogramm war ursprünglich auch diese 
Autoradiografie vorgesehen. Wir sind aber, seit wir die Prüf-
linge mit dem Betatron durchleuchten können, nicht mehr auf die 
Ergebnisse dieser Methode angewiesen. 
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5» Untersuchung an punktierten Prüflingen 
Nach der zerstörungsfreien Untersuchung wird der Prüfling zur 
Gasentnahme von der Stirnseite mit einem Bolzen angeschossen. 
Ein erfolgreiches Anschießen ist erschwert, wenn der Brennstoff 
unverändert und damit mechanisch stabil bleibt. Dann ist ein An-
bohren der Mantelfläche zur Umgehung dieser Schwierigkeiten unum-
gänglich. 
5.1 Freies Spaltgas 
Die Spaltgasfreisetzung hat stets einen entscheidenden Ein-
fluß auf die Auslegung von Brüter-Brennstäben gehabt. Während an-
fangs eine möglichst geringe Freisetzungsrate angestrebt wurde, 
um den Gasdruck auf die Hülle klein zu halten, erscheint heute 
eine möglichst hohe Freisetzung wünschenswert, da damit das 
Feststoff-Schwellen des Brennstoffes vermindert wird. In jedem 
Fall ist es wichtig, die Menge und den Druck des während der Be-
strahlung freigesetzten Spaltgases zu bestimmen. 
Nach dem Anschießen des Prüflings läßt man das entweichende 
Spaltgas in einen expandierenden Rezipienten expandieren. Daher 
muß das Volumen des Rezipienten groß gegen das Volumen des Prüf-
lings und der Leitung sein. Das Spaltgas wird dann im He-Gasstrom 
gaschromatographisch getrennt und Kr und Xe quantitativ be-
stimmt. Die Erfassungsgrenzen für die Gase liegen bei 0,5 mm . 
Anschließend wird das Gas durch eine geeichte Ionisationskammer 
geleitet und die Spaltgasaktivität gemessen. Bei länger abge-
klungenen Prüflingen ist nur noch das Kr aktiv, und zwar durch 
das Isotop Kr mit 10,6 Jahren Halbwertzeit (längste Halbwert-
zeit von Spalt-Xenon ist 5,3 d bei Xe 133)· Die Aktivitätsmes-
sung ist empfindlicher als die Gaschromatografie. Noch wenige 
Oc 
yuC Kr lassen sich ausreichend genau bestimmen. Die niedrige 
Erfassungsgrenze ist jedoch für unsere Gasbestimmungen unerheb-
lich, da das Spaltgas uns nur interessiert, wenn es in größeren 
Mengen vorhanden ist. 
Eine zusätzliche Aktivitätsmessung macht die Kontrolle der Vo-
lumenmessung möglich. Theoretisch soll die spezifische Aktivität 
des Spaltkryptons weitgehend konstant sein, wenn nur ein spalt-
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bares Nuklid da ist. Lediglich der Abfall des 10,6 Jahre­Nuklids 
ist zu berücksichtigen. Der Sollwert der spezifischen Aktivität, 
der 115/uC/mm beträgt, errechnet sich aus den Spaltausbeuten. Bei 
Berücksichtigung der Abklingzeit von ca. 1 1/2 Jahren bei den zur 
Zeit untersuchten Prüflingen sollten wir eine spezifische Aktivi­
tät von rund 105/uCfinden. Die tatsächlich gefundenen Werte streuen 
um 83uG/mm . Das hat seine Ursache darin, daß eine Eichung von 
85 ' 
Kr recht schwer ist und geeichtes Kr­Gas zur Zeit nicht erhält­
lich ist. In Anbetracht dieser Schwierigkeiten ist die Eichung 
des Meßgerätes mit 20 % Minus als ausreichend zu bezeichnen. 
Läßt man für die Aktivitätswerte eine Fehlergrenze von ­ 10 % 
zu, so fallen von 81 Messwerten ca. 70 % in diesen Bereich. Beim 
Rest gibt es eine ganze Anzahl Ausreißer. Eine weitere Überwa­
chung der Gasmessungen ist durch die Beobachtung des Xe/Kr­Ver­
hältnisses gegeben. Dieses Verhältnis ist wegen des Neutronenein­135 133 fangs von Xe und Xe stark neutronenflußabhängig. Es schwankt Í 12 2 Γ 14 / 2 
=10 " n/cm c und 7,2 bei ώ = 10 n/cm s. 
Der Maximalwert, bei dem alles Xe und Xe in stabiles Xe um-T 15 2 gewandelt wird, liegt bei Φ = 5 x 10 n/cm s und 8,9· 
Beim Punktiergas liegt dieses Verhältnis in der Regel zu tief. 
Daraus läßt sich jedoch nicht ableiten, daß Spalt-Xe bevorzugt 
im Brennstoff zurückgehalten v/ird, c.enn beim darauffolgenden 
Spülen mit He klappt das Verhältnis um. Das Spülgas enthält zu-
viel Xenon. Wir behandeln im folgenden den zweiten Anteil des 
freien Spaltgases, das Spülgas. 
Spült man den punktierten Prüfling mit He, nachdem man ihn von 
der anderen Stirnseite angebohrt hat, so kommt mehr Spaltgas her-
aus, als man nach der Volumenbilanz beim Punktieren erwarten 
dürfte. Es sind gewöhnlich 5-10 %, manchmal aber auch bis über 
20 % des freien Spaltgases, denen hier durch Spülen nachgeholfen 
werden muß. In 7 von 10 Analysen findet man, wie schon vorher 
erwähnt, einen höheren Xe-Anteii als beim Punktiergas. Möglicher-
weise liegt eine Adsorbtion vor. Punktier- und Spülgas bilden 
zusammen das freie Spaltgas. Die bisher untersuchten 12 Prüf-
linge sind hinsichtlich ihres Abbrandes und ihrer Brennstoff-
zusammensetzung noch zu verschieden, als daß man für einen be-
stimmten Brennstofftyp jetzt Bchon gültige Aussagen über die 
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Spaltgasfreisetzung machen könnte. (UO.­Tabletten, UCL­Pulver, 
U02­Mo­Pulver, Ü02­Ce02­Tabletten) Sie waren aber alle auf eine 
Stableistung von etwa 350 W/cm ausgelegt, so daß man einen vor­
läufigen und vorsichtigen Vergleich wagen kann. Bei UO.­Pulver­
brennstoff liegt der Anteil des freien Spaltgases zwischen k3 und 
55 %. Für UOp­Tablettenbrennstoff liegen noch keine Daten vor. 
Die molybdänhaltigen Prüflinge zeigten wesentlich kleinere Frei­
setzungsraten, was ja auch im Hinblick auf die niedrigere Zentral« 
temperatur zu erwarten war. Freisetzungsanteile unter 5 % wurden 
gemessen. Bei den CeO«­haltigen Prüflingen liegen die Anteil des 
freien Spaltgases ebenfalls niedrig, bei knapp 10 %Λ obwohl sie 
durch die geringere Wärmeleitfähigkeit des Oxyd­Gemisches und 
die damit gegenüber reinem UO­ erhöhte Zentraltemperatur eigent­
lich höher als beim U0? sein sollte. Indessen konnte man bei 
den keramografischen Schliffbildern auch keine Anzeichen von er­
höhte» Zentraltemperatur feststellen. 
5.2 Freies Volumen 
Zusammen mit der Spaltgasmenge ist das freie Volumen die 
Grundlage für die Berechnung des Spaltgasdrucks. Aus den Innen­
Abmessungen der Hülle und der Dichte des eingefüllten Materials 
ist das Brutto­Leervolumen zu ermitteln. Voraussetzung ist alir­
dings eine spezifikationsgemäße Füllung der Hülle ohne Hohlräume. 
Die Bestimmung des freien Volumens erfolgt durch Expansion oder 
Kompression eines vorher bekannten Volumens, mit dem das Innere 
des Prüflings in Verbindung steht. 
Die bisher gemessenen freien Volumina umfassen nicht das ganze 
Brutto­Leervolumen. Dies ist dadurch zu erklären, daß ein Teil 
des Bruttovolumens in Form von geschlossenen Poren vorliegt. 
Bei den Kapsel­Prüflingen lag das erfassbare freie Volumen bei 
den bisher untersuchten Prüflingen zwischen 65 und 75 % des 
Brutto­Leervolumens. Einige Außenseiter brachten es auf 55 % 
bzw. auf 89 %. Ein Zusammenhang zwischen erfassbarem freiem 
Volumen und Abbrand läßt sich nicht erkennen, überraschender­
weise spielt es auch keine Rolle, ob der Brennstoff in Tablet­
tenform, als einvibriertes Pulver oder mit Zusätzen von Mo bzw. 
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Ce02 vorliegt. Bisher waren die Bestrahlungsbedingungen für die 
Kapselversuchseinsätze jedoch noch zu unterschiedlich (Abbrand, 
Zahl der Abschaltungen), um kleinere Unterschiede bei verschiede-
nen Brennstoff-Formen beobachten zu können. 
6. Untersuchungen an zerlegten Prüflingen 
Nachdem die Untersuchungen am unzerstörten Prüfling abgeschlos-
sen sind, wird für jeden Prüfling ein spezieller Zerschneideplan 
aufgestellt. Dieser Zerschneideplan orientiert sich im wesent-
lihen an den Betatron-Auf nahmen, dem Gamma-Prof il und an einigen 
allgemeineren Gesichtspunkten. Für Spalt gasunter suchungen werden 
jeweils 2 Stücke herausgeschnitten. Abbrand-Analyse und Korn-
größenbestimmung kommen mit je einer Probe aus. Die ursprünglich 
veranschlagten 3 keramografischen Schliffe pro Stab wurden bei 
besonders interessanten Prüflingen bis auf 6 erhöht. 
6.1 Gebundenes Spaltgas 
Die für die Gasbestimmung abgeschnittenen Brennstoffstücke 
werden von dem Hüllring befreit und der bröckelige Brennstoff 
in eine Mahlkapsel eingewogen. In einer Schwingrrtiale wird an-
schließend ca. 2 Stunden gemahlen, die Kapsel in einem geschlos-
senen Gehäuse geöffnet und das freigesetzte Spaltgas, wie bereits 
besprochen, gaschromatografisch bestimmt. Um den Mahlprozess 
zu kontrollieren, wird an einer Parallelprobe die Teilchengröße, 
genau gesagt die spezifische Oberfläche, des gemahlenen Brenn-
stoffs in einer BET-Apparatur bestimmt. Die bisher gemessenen 
spezifischen Oberflächen lagen zwischen 2,8 und *f,0 m /g Brenn-
stoff. Rechnet man einmal diese Werte in Teilchengrößen um, 
etwa unter der Annahme, daß alle Teilchen gleichmäßig und kuge-
lig sind, so kommt man zu den extrem kleinen Durchmessern von 
0,1 - 0,2 /U. Als letzter Schritt wird das gemahlene Pulver 
in Salpetersäure gelöst und abermals Spaltgas bestimmt. Auf diese 
Weise erhält man von einem Prüfling drei Spaltgasfraktionen: 
a) Freies Spaltgas (Punktier- und Spülgas) 
b) Mahl-Spaltgas 
c) Löse-Spaltgas 
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Spaltgasbilanzen haben, als Einzelwerte, kein großes Gewicht. 
Ihre Bedeutung tritt erst bei einer größeren Zahl von Meßdaten 
zu Tage, da die Einzelwerte mitunter erheblich schwanken. Ledig-
lich zur Illustration möchte ich hier einige Beispiele anführen: 







Aus diesen Werten schon Gesetzmäßigkeiten herauszulesen, wäre 





















Da eine der wichtigsten Fragen bei der Brennelemententwick-
lung die Frage nach dem maximal erreichbaren Abbrand ist, ist 
die Bestimmung des Abbrandes in Brennstoffproben bedeutsam. Wir 
geben im folgenden die wichtigsten Abbrandmaße und ihre Umrech-
nungen an: 




cm5 (100$ dichter Brennstoff) 
Manchmal bezieht man die thermische Energie auch auf t Brennstoff. 
Bei amerikanischen Angaben ist zu beachten, daß mit t die (US 
short)ton = 907 kg = 0,907 (metrische) ton gemeint ist. In die 
Umrechnungsbeziehungen geht u.a. das Molekulargewicht und die 
Dichte ein. Daher sind die Umrechnungsfaktoren vom Brennstoff-
material abhängig. Wenn man für die pro Spaltung erzeugte thermi-
sche Energie 205 MeV zugrundelegt /~1,2_7, erhält man für U0_ 
(Molekulargewicht: 270 g/mol und theoretische Dichte 10,96 g/cm ): 
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1 kt.% Schwere Atome Abbrand =* 
9600 --^iÜ 4 2,45 . 1020 sPf t u n^ e n 
s(schwere Elemente) cm-5 (100$ dichtes U02) 
Es existiert eine Vielzahl von Methoden zur Bestimmung des Abbran-
des, die man in 3 Gruppen aufteilen kann. 
Die erste Gruppe umfasst die indirekten Methoden. Dsr Abbrand 
wird hier errechnet, z.B. aus BrennstoffZusammensetzung, Bestrah-
lungszeit und Neutronenfluß, wobei der genaue Neutronenfluß durch 
Sonden festgestellt wird. Bei einer anderen Methode wird die 
Reaktorleistung und Bestrahlungszeit zur Abbrandberechnung heran-
gezogen. 
In einer zweiten Gruppe finden sich alle die Methoden, bei denen 
der zurückbleibende Brennstoff, genauer gesagt, die zurückblei-
benden schweren Atome massenspektrometrisch analysiert werden. 
Selbst bei massenspektrometrischer Genauigkeit werden diese Ab-
brand-Bestimmungsmethoden ungenau, wenn der Abbrand sehr klein, 
d.h. unter 5000 MWd/t wird. In einer Studie der General Electric 
Co. /~3_J7 w i r d angegeben, daß der optimale Bereich für diese 
Methoden zwischen 0,5 und 1,5 % Abbrand liegt. Der gesamte Fehler 
beträgt dann nur ca. 6-8 %. 
Die dritte Gruppe schließlich umfaßt alle Methoden, bei denen 
einzelne Spaltprodukte bestimmt werden und über die bekannte 
Spaltausbeute dann der Gesamt-Abbrand ermittelt wird. Schätzungs-
weise 90 % der Abbrandbestimmungen werden über Spaltproduktana-
lysen durchgeführt. Wir wollen hier nur die radioaktiven Spalt-
produkte betrachten, die sich wegen ihrer geringen Nachweisgrenze 
für eine Abbrandanalyse besonders bei niederen Abbränden geradezu 
anbieten. Nicht jedes Spaltprodukt ist jedoch als Abbrandindikator 
geeignet. Ein guter Abbrandindikator sollte folgende Eigenschaften 
haben: a) lange Halbwertszeit, b) hohe Spoltausbeute, c) gleich-
bleibende Spaltausbeute für schnelle und thermische Spaltung, 
d) einfache Chemie der Abtrennung, e) gut bekanntes Zerfalls-
schema usw. Sieht man unter den eben angedeuteten Gesichtspunkten 
137 die 200 Spaltnuklide aus, so bleibt beinahe nur noch das Cs 
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übrig. Selbstverständlich kann man in bestimmten Fällen die 
qO 144 strengen Forderungen einschränken, so daß auch Sr , Ce und 95 selbst das vergleichsweise kurzlebige Zr einbezogen werden 
können. Der einzige wesentliche Nachteil dee Cs, seine radiale 
Wanderung, wird dadurch ausgeglichen, daß verhältnismäßig große 
Brennstoffproben entnommen werden, die über den ganzen radialen 
Querschnitt des Prüflings verlaufen und damit An- und Abreiche-
rungszonen gleich erfassen. Eine AbbrandbeStimmung an Mikroproben 
ist also nicht sinnvoll. 
Die Abbrandanalysen im PSB-Programm sind eben erst angelaufen. 
137 90 "\kk In einem Prüfling wurden die Spaltprodukte Ce , Sr und Ce 
gleichzeitig bestimmt und zur Abbrandberechnung herangezogen. 
Erstaunlicherweise hat sich gezeigt, daß auch die aus einer 
anderen Untersuchungsstufe stammende Spaltgaskonzentration im 
Brennstoff zur Abbrandberechnung verwendet werden kann. Der auf 
Grund des Kr -Gehalts ermittelte Abbrand kam in dem oben er-
wähnten Prüfling dem voraus berechneten am nächsten. 
6.3 Keramografie 
Die Veränderung der Struktur des Brennstoffs als Ergebnis, 
insbesondere der Temperaturverteilung während des Reaktorbetrie-
bes, wird mit Hilfe der Keramografie sichtbar gemacht. Dabei be-
dient man sich konventioneller Präparationsmethoden für die 
Herstellung der Keramik-Schliffe. Die Brennstoffproben werden 
durch Ausgießen mit Epoxy-Harzen verfestigt, anschließend ge-
schliffen, poliert und, wenn notwendig, geätzt. Eine Beurteilung 
und Auswertung der Schliffbilder wird am Metall-Mikroskop vorge-
nommen. Zur Untersuchung der Brennstoffstruktur unserer Prüflinge 
wurde ein Schnittschema aufgestellt. Gemäß diesem werden von 
jedem Prüflingsstab in Standardpositionen drei Querschnitte prä-
pariert und ausgewertet. Zur Untersuchung besonderer Phänomene 
werden zusätzliche Querschnitte und in steigendem Maße auch 
Längsschnitte angefertigt. 
Einen Überblick über die bisher untersuchten Brennstoffstrukturen 
für Pulver- und Tablettenbrennstoff geben die nachfolgenden Ab-
bildungen. 
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In Fig.16 sieht man einen Querschnitt durch einen Pulver-Prüf-
ling. Das ursprünglich als Pulver eingerüttelte U0? ist in der 
Mittelzone zu einem kompakten breiten Ring verdichtet. Im Zentrum 
hat sich ein Zentralkanal gebildet. Ir dsr Nahe der Hülle ist hin-
gegen die Pulverstruktur unverändert geblieben. 
In Fig.1 7 erkennt man einen Längsschnitt durch das untere Ende 
eines Pulverprüflings. Um den glattwandigen Zentralkanal, der 
an seinem Ende eine sackförmige Erweiterung bildet, schließt 
sich eine verdichtete Mittelzone an, die sich bis in die großen 
Partikel der Randzone fortsetzt. Durch die radialen Risse ist 
feinkörniger Brennstoff aus der Außenzone in den Zentralkanal 
gelangt. 
In Fig.18 sieht man einen Querschnitt durch einen Tabletten-
Prüfling. Der typische Zentralkanal ist von einer breiten Zone 
starken Kornwachstums umgeben, die bis zu einer schmalen Uber-
gangszone reicht. Unmittelbar an der Hülle befindet sich die von 
Radialrissen durchzogene ursprüngliche Sinterzone. 
In Fig.19 ist die Zentralzone eines Tablettenprüflings ersicht-
lich. Unmittelbar an den Zentralkanal anschließend liegen die 
langgestreckten Stengelkristalle. Ihre Porosität ist wesentlich 
kleiner als die des ursprünglichen Sintergefüges, sie steigt 
jedoch in der Nähe des Zentralkanals wieder an. 
In Fig.20 erkennt man den Querschnitt durch die Zentralzone 
eines Tablettenprüflings. Wohlausgeprägte Linsenblasen sind in 
Richtung des Temperaturgradienten auf den Zentralkanal zu ge-
wandert. An den Seiten dieser Linsenblasen haben sich dünne 
Blasenketten abgelöst. Sie zeigen die Begrenzung der durch den 
Wanderungsprozess erzeugten Stengelkristalle. 
6.4 Kontakt-Autoradiografie 
Eine weitere Auswertemöglichkeit der keramografischen Schliffe 
bietet die Kontakt-Autoradiografie. Das Prinzip ist einfach. 
Eine fotografische Platte wird entweder in der Dunkelheit direkt 
oder bei normaler Beleuchtung eingepackt in eine lichtdichte 
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aber sehr dünne Folie, auf den Schliff gelegt und damit der Beta-
und Gamma-Strahlung des Brennstoffs ausgesetzt. Man entwickelt 
anschließend und erhält so ein Bild von der Verteilung der 
Spaltprodukte in der Querschnittsfläche. 
Die Kenntnis einer solchen Verteilung ist wichtig zur Beurtei-
lung der Frage, ob eine Brennstoffzone geschmolzen war, denn 
das Schmelzen ist gewissermaßen ein Reinigungsvorgang, bei dem 
die Spaltprodukte, ähnlich wie beim Zonenschmelzen, im letzten 
flüssigen Rest angereichert werden. Unbekannte Einschlüsse im 
Brennstoff sind leichter zu identifizieren, wenn bekannt ist, ob 
in den fraglichen Gebieten hohe oder niedere Spaltprodukt-Kon-
zentrationen herrschen. Versuche zur Beta-Gamma-Autradiografie, 
die bei uns erst vor kurzem begonnen wurden, haben bisher noch 
nicht zu brauchbaren Bildern geführt. 
Dagegen hat die Alpha-Autoradiografie bereits brauchbare Bilder 
geliefert. Die Alpha-Autoradiographie beruht auf einem ganz 
anderen Prinzip und ist selektiv für die Alpha-Strahlung. Als 
Film dient normales Zelluloid, also eine nitrierte Zellulose. 
Wie üblich wird das Zelluloid allerdings ohne Abdunkelung auf 
den Schliff gebracht. Die emittierten Alpha-Teilchen brennen 
richtige Löcher in das Material. Diese Löcher werden dann mit 
NaOH entwickelt. Der Mechanismus dieser Entwicklung ist unbe-
kannt. Beta-Strahlen mit ihrer wesentlich geringeren Ionisa-
tionsdichte brennen keine Löcher. Ein Beispiel für eine Alpha-
Autoradiografie sehen Sie im folgenden Bild (Fig.2l). 
Es handelt sich hier um einen beim Betrieb aufgebrannten Kapsel-
Prüfling. Das PbBi der Kapsel ist dabei in den Zentralkanal und 
die einmündenden Radialrisse hineingelaufen. PbBi ist durch die 
(n,y-)-Bildung von Polonium oC-aktiv und damit hier gut zu er-
kennen. Erhöhte Alpha-Aktivität zeigt sich auch außen an der 
Hülle. Der Außenrand des Brennstoffs hat ebenfalls einen helle-
ren Ton. Möglicherweise wurde hier bereits etwas Pu gebildet. 
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7. Spezielle Untersuchungen 
Wie schon eingangs erwähnt werden parallel zu den Standard­Unter­
suchungen an besonders interessanten Einzelproben spezielle Unter­
suchungen durchgeführt. Radiochemische Spaltproduktbestimmungen, 
Untersuchungen der Röntgenfeinstruktur und analytische Arbeiten 
mit einer Mikrosonde sind hier die wesentlichsten Arbeitsrich­
tungen. 
Im folgenden sollen die radiochemischen Spaltproduktbestimmungen 
kurz umrissen werden. Ziel dieser Arbeiten ist eine detaillierte 
Kenntnis der Wanderung aller wichtigen bei der Spaltung gebilde­
ten Nuklide bzw. Elemente in der Brennstoffmatrix. Zu diesem 
Zweck werden nach der Bestrahlung aus einem Brennstoffprüfling 
eine Reihe von kleinen Materialproben (ca. 1­2 mnr) mit Hilfe 
eines Ultraschallhammers entnommen und auf bestimmte Spaltpro­
dukte hin analysiert. Fig.22 zeigt eine solche Spaltproduktver­
teilung für einen Brennstoff­Säulenquerschnitt. Die stark durch­
137 gebogene Kurve für das Cs läßt eine Abreicherung des Nuklxds 
in der Brennstoffmitte verbunden mit einer Anreicherung in der 
144 
Außenzone erkennen. Für Ce ist ein solcher Effekt nicht ein­
deutig erkennbar. Es ist vorgesehen, sechs weitere Radionuklide 
in dieser Richtung zu untersuchen, um ein möglichst vollständiges 
Bild der Spaltproduktverlagerungen zu bekommen. 
Beinahe alle speziellen Untersuchungen zielen daraufhin, den Zu­
stand und das Verhalten des Brennstoffs bei hohen und höchsten 
Abbränden detaillierter kennenzulernen. Die bisher erreichten 
Abbrände sind programmgemäß noch nicht hoch genug, als daß diese 
Untersuchungen mehr als vorläufige Ergebnisse hätten liefern 
können. 
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1. Einleitung 
Das ganze Seminar mit seinen einzelnen Referaten kann nach 3 wesent-
lichen Leitlinien geordnet werden, nämlich 
es sollte eine zusammenfassende Darstellung der stofflichen Er-
scheinungen, eine Phänomenologie des Brennelementverhaltens ge-
geben werden 
es sollten die Funktions- und Fabrikationsparameter in ihrer 
Wechselwirkung, hauptsächlich aber bezüglich der Empfindlich-
keit der wechselseitigen Beeinflussung herausgearbeitet werden, 
es sollten für diese Parameter funktionelle Beziehungen herge-
leitet werden, welche die stofflichen Erscheinungen beschreiben. 
Die letztgenannten funktionellen Beziehungen stellen erste Elemente 
einer umfassenden Brennelement-Theorie dar. Die theoretischen Be-
mühungen erstrecken sich aber nicht nur auf den rein technisch-wissen-
schaftlichen Bereich, auch die Probleme der ökonomischen Optimalisie-
rung lassen sich analytisch behandeln. 
In diesem Zusammenhang sei rückblickend auf mehrere theoretische An-
sätze hingewiesen, die im Laufe des Seminars neu entstanden oder er-
neut akzentuiert wurden. Sie beziehen sich auf 
die Wärmeleitfähigkeit im Spalt zwischen Brennstoff und Hülle 
den Zusammenhang zwischen der Schmierdichte des Brennstoffes und 
dem maximal erreichbaren Abbrand 
Diffusions- und Kriechmodelle im oxydischen Brennstoff 
Brennstoffzyklus - Optimalisierung 
das Kriechverhalten der Hülle 
Im vorliegenden Referat sollen nun noch zwei theoretische Beiträge 
angeführt werden, nämlich 
die Herleitung von BrennstoffSpezifikationen aus Volumenbilanzen 
die analytische Darstellung der Fabrikationskosten von Brenn-
stäben. 
Die beiden Beispiele aus sehr verschiedenen Denkbereichen erheben 
mit ihren Ergebnissen natürlich nicht den Anspruch letztgültiger 
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Aussagen. Sie sollen vielmehr die Arbeitsweise deutlich machen, 
mit der die außerordentlich komplexe Phänomenologie zu durch-
dringen ist. 
2. BrennstoffSpezifikationen aus Volumenbilanzen 
Unter der Annahme, daß in einem Erennstab keinerlei Wechselwir-
kungskräfte zwischen Brennstoff und Hülle auftreten (oder nur solche 
Kräfte, die für eine bestimmte Modellvorstellung vernachlässigbar 
klein sind), werden für den Brennstoffbereich Volumenbilanzen für 
die festen und die nicht ins Gasplenum abziehenden gasförmigen 
Spaltprodukte aufgestellt, aus denen für die Ausgangsdichte und 
Ausgangskonfiguration des Brennstoffes Eestimmungsstücke gewonnen 
werden können. 
2.1 Totale Schwellvolumenbilanz 
Eine derartige Bilanz war bereits der Ausgangsschritt einer 
entsprechenden Betrachtung in Beitrag V und hat dort zu einer "Ab-
brandformel" geführt. Diese Bilanz wird hier in eine etwas allge-
meinere Form gebracht, um mit den nachfolgenden separaten Volumen-
bilanzen vergleichbar zu werden. 
Der Grundgedanke ist hierbei, daß beim maximal zulässigen Abbrand 
der "Schwellvolumenbedarf" für die nicht entweichenden Spaltprodukte 
gerade gleich dem im Brennstoffabschnitt für ein Schwellen verfüg-
baren Volumen wird. Letzteres setzt sich aus folgenden Anteilen zu-
sammen: 
Vn (cm /cm) äußeres Hohlvolumen im Brennstoffbereich, z.B. 
Spalt zwischen Brennstoff und Hülle 
G 
V_ (cm /cm) inneres, makroskopisches Hohlvolumen im Brenn-D 
stoffbereich, z.B. Einsenkung ("dishing") der 
Tabletten 
Vp' (cm /cm) inneres, mikroskopisches Hohlvolumen (Poren), 
soweit für das Schwellen verfügbar. 
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Der gesamte Schwellvolumenbedarf ist gegeben durch 
Vp (cm /cm) den Platzbedarf der festen Spaltprodukte 
τ V_ (cm /cm) den Platzbedarf der nicht entweichenden 
gasförmigen Spaltprodukte. 
Damit ergibt sich als Ansatz für die Volumenbilanz: 
V + V + V ' = V + V (1) 
VG D Ρ R S KU 
Um zu einem Ausdruck für das verfügbare Porenvolumen V* zu kommen, 
t e i l e n wir das ganze Brennstoffvolumen V„ in 3 Te i l e 
V„ = V Ί + V. + V. . (2) 
F p i kr t t 
wobei bedeutet 
V , (cm /cm) den plastischen Brennstof f bereich pl 
•z V, (cm /cm) den Kriechbereich kr 
V. . (cm /cm) den starren Tieftemperaturbereich 
Jeder dieser Bereiche weist die einheitliche Brennstoffporosität ρ 
auf, die mit der relativen Brennstof f dichte P^ (in % der theoreti­
schen Dichte) einfach verknüpft ist: 
Ρ ­ 1 -SF (3) 
Die Poren in den 3 Bereichen sind nun verschieden verfügbar für 
das Spaltproduktschwellen. Dies wird durch die Verfügbarkeitsfak­
toren 
­O für den plastischen Bereich 
m für den Kriechbereich 
η für den Tieftemperaturbereich 
angegeben. Somit ergibt sich für das verfügbare Porenvolumen 
Vp = p(£Vpl + m Vkr + n Vtt) (k) 
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Die Volumenanteile der 3 Brennstoffbereiche sind nun durch 
)r\ (W/cm) die Stableistung 
die Temperatur an der Brennstoffoberfläche Τ Cc) 
a T. (°C) kr 
V <°°> 
die als scharf angenommene Temperaturgrenze 
zwischen Tieftemperatur­ und Kriechbereich 
die (ebenfalls als scharf angenommene))Grenze 
zwischen Kriechbereich und plastischem Brenn­
stoff 





= ß -r- vT vT :(5) 
mit oC + ß +3^= 1. Die zuletzt eingeführten Bruchteile cC, ß,^wer­
den nun für den Fall konstanter Wärmequelldichte, wie sie im schnel­
len Neutronenfluß praktisch vorliegt, berechnet. Die radiale Tempe­
raturverteilung r = r(T) im Stabquerschnitt ist dann gegeben durch 
= r. 
X 
-, f kdT L (6) 
wobei k die Wärmeleitfähigkeit des Brennstoffes und rF den Außen­
radius des BrennstoffZylinders darstellen. Durch Einführen der 
Wertepaare in (6) 
T = T kr ­^  r = r kr 
Τ = Τ Pi ­> r = r ni 
ergeben sich die Bereichsbruchteile zu 
2 hl 
J* = 1 . hl j kd 3 * τ oC = r1 ì J kdT 
ß = 
r· 
2 2 r — r kr p l 
r-iT. - r , F kr 
Τ 
kT f p l kdT 
) 
(7) 






Nachdem nun alle Bestimmungsstücke für das verfügbare Porenvolumen 
definiert sind, wird dieses schließlich mit (3), (k) und (3) zu 
V = °"iF) ( o C ^ ß Z "hrn)VF := (1­^}S ' VF (8) 
unter weiterer Einführung der Abkürzung 
g = oC £+ ßm + ¿pi (9) 
Jetzt Oind die Ausdrücke VB und V_ für den Schwellvolumenbedarf 
näher auszuführen. Beide sind proportional zum 
Abbrand A (MWd pro kg Schwermetall) 
Der Platzbedarf für die festen Spaltprodukte ist weiterhin propor­
tional zum 100 % dichten Festkörpervolumen 
VR = 5 Λ hR A (10) 
wobei die Konstante 
h­ (kg/MWd) das relative Schwellvolumen infolge der 
festen Spaltprodukte 
darstellt. Der Platzbedarf für den nicht entweichenden Teil der 
Spaltgase tritt nur im Kriechbereich auf und ist diesem proportional 
Vs = ß VF hs A (11) 
und hier ist die Konstante 
h (kg/MWd) das re?.ative Spsltgasschwellen im Kriechbereich 
S 
Nun läßt sich der Ansatz (1) mit Realität erfüllen. Unter Einfüh­
rung von (8). (10) und (11) ergibt eich als maximale Brennstoff­
dichte Vfl + VD 
— V — + S ­ ß \ A 
Sp = (12) 
g + hR A 
Hierzu gehören die Abkürzungen g sowie oC, ß und >*, wobei in letzte­
ren die Integrale von (7) durch Einführung der konstanten mittleren 
Wärmeleitfähigkeit k aufgelöst werden. Semit: 
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*­ 1 " ψ (Tpl­V' 
β = ilË ( } ü - Χ Upl Xkr; 
Q χ κ kr a' 
g = oC υ + ß m + Τ" η 
y (13) 
J 
Formel (12) wird nun numerisch ausgewertet. Als Beispiel wird ge­
nommen : 
X = 400 W/cm ; k = 0,023 W/cm °C 
T = 900"C ; T, a ' kr 1300°C ; Τ λ = 1700°C 
£ = 0,8 ; m = 0,5 ; η = 0,3 
h„ = 1,6 · 10'3 kg/MWd ; h = 0,4 · 10~3 kg/MWd K s 
Die Beziehungen (13) liefern damit als Eingabedaten für (12) 
oC = 0,448 
ß = 0,276 
f = 0,276 
g = 0,589 
Fig.1 bringt die graphische Darstellung von $·ρ(Δ) und zwar für 

























In Fall 1 entspricht die Brennstoffdichte der Schmierdichte. Diese 
darf bei 400 W/cm und einem Abbrand von z.B. 60 MWd/kg U+Pu also 
nicht höher als 85 % der th.D. genommen werden. 
2.2 Separate Schwellvolumenbilanzen 
Die hier folgenden Überlegungen setzen voraus, daß die totale 
Volumenbilanz, wie sie in 2.1 diskutiert wurde, erfüllt ist, sozu­
sagen als notwendige Bedingung. Auch hinreichend ist diese aber nur 
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unter der begleitenden Annahme, daß die für das Schwellen zur Ver­
fügung stehenden Hohlvolumina nicht örtlich gebunden, sondern radial 
frei verschieblich sind. Diese Annahme ist nun bei den üblichen 
Brennstofftemperaturen zwar sicherlich weitgehend erfüllt, aber 
nicht selbstverständlich. 
Um die Züge eines verfeinerten Brennstoffmodells zu diskutieren, wird 
nun angenommen, daß die freie Volumenverschieblichkeit nicht mehr 
gewährleistet ist. Es ist immerhin denkbar, daß dies in den "kalten" 
Teilen der Brennstäbe, also z.B. in Bereichen um und unter 300 W/cm 
Stableistung der Realität nahe kommt. 
Bei vollständiger lokaler Blockierung der Hohlvolumina müßte man 
dann eine Anfangsverteilung fordern, die genau dem lokalen Schwell­
bedarf genügt, also z.B. eine genau gleichmäßige Verteilung über 
den ganzen Hüllinnenquerschnitt. So ein Brennstoff ist praktisch 
nicht herstellbar ­ wegen der radial verschiedenen Porenverfüg­
barkeiten müßte die Porosität radial sich ändern ­ und sicher 
auch nicht notwendig. Ein sinnvoller Zwischenweg für die praktische 
Auswertung des verfeinerten Modells teilt das ganze Hüllinnenvolu­
men (Brennstoff + Hohlräume) in 2 Zonen ein, deren Grenzen nicht 
verschieblich sind. Entsprechend Fig.2 ergibt sich 
eine äußere Zone (Z ) mit dem "starren" Brennstoffvolumen 
V.. und dem Spalt V„ 
eine innere Zone (Z_) mit dem Kriechbereich V. , dem plas­
2 kr' 
tischen Bereich V .. und einem evt. Hohlvolumen (z.B. Ein­
pi 
Senkung oder zentrales Loch) V^ 
Die in beiden Zonen verfügbaren Schwellvolumina sind 
(14) 
Die separate Schwellvolumenbilanz für die äußere Zone setzt Ζ 
aus (14) in Vergleich mit dem dort herrschenden Schwellvolumenbe­
darf analog zu (10); Ergebnis mit Ç> = 1 ­ ρ : 
Z1 = V G + * n V t t 
Z 2 = VD + P (¿V p l + m V k r ) 
V G + n P<rVF = (1­P> ( P F hR A (15) 
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Hierin wird nun die Porosität ρ nicht durch die Brennstoffdichte 
$ ersetzt, sondern durch die Schmierdichte JJ> (% der th.D.). Da­
bei ist es nötig, den Hüllinnenradius R einzuführen gemäß der Be­
ziehung: 
(1­p) vp = t V S B (16) 
(16) in (15) eingesetzt ergibt als Gleichung für die äußere Zone: 
vG + <rnVF =7*22s r ( n + h R A ) ( 1 7 ) 
Für die innere Zone muß Z~ aus (14) mit 2 Ausdrücken analog zu 
(10) und (11) zusammengeführt werden: 
VD + ρ VF(«C P+ ß m) = (1­p) fcc+ß) VF hR A + ß VF hs A (18) 
Formel (18) wird dann noch mit (16) umgebildet mit dem Ergebnis: 
VD + («c£+ ß m ­ ß hs A) VF =/ÌÌ'R2 Ps /c¿£+ & m + ζ^ +ß) hR AJ (19) 
Dazu kommt noch eine dritte triviale Bilanz: 
VG + VD + VF = r R 2 ( 2 0 ) 
Die 3 Gleichungen (17), (19) und (20) eignen sich zur Ermittlung 
der 3 Unbekannten V_, Vn und V_. Nach der im Prinzip einfachen alge­
braischen Auflösung formieren sich die folgenden Resultate 
für das gesamte Brennstoffvolumen: 
2 1 'S* (S + hR A ) V­ = TTR2 ¿S £ (21) 
1 + ß h A ­ g s & 
für das Hohlvolumen in der äußeren Zone : 
» ρ γ/ηΟ+β h A) + h n A (1+n+ß h A ­ g)7 -]rn V = T R 2 l S Í t Ë 2 S 1 L _ (22) 
1 + ß h A ­ g 
s ° 
für das Hohlvolumen in der inneren Zone 
5S hB A fl­jO+n+ii hs A ­ g)J + d­^/hJß he A ­ O­^Kg­Jffa) vD = r E 2 
1 + ß h A ­ g 
s ° (23) 
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Daraus werden nun Größen abgeleitet, die für die Spezifikationen 
des Brennstoffs praktisch bedeutsam sind, nämlich 
~ 2 
­ die Brennstoffdichte jp = Í­2­ . y (24) 
F 
VD der Anteil an innerem Hohlraum H = —=■ (25) 
f/ΈΤ 
VG der Anteil an äußerem Hohlraum G = —=­ (26) 
vG 
das äußere Schwellmaß d = (27) 
2TR 
Dabei gibt das eben definierte "äußere Schwellmaß" die nötige radiale 
Anfangsspaltbreite zwischen Brennstoff und Hülle bei Tablettenbrenn­
stoff oder ein äquivalentes voll nutzbares Hohlvolumen in der äußeren 
Brennstoffzone an. 
2.3 Grenzbedingungen 
Die praktische Auswertung dieser mit den separaten Schwellvolu­
menbilanzen erzielten Ergebnisse muß natürlich in einem sinnvollen 
Anwendungsbereich erfolgen. Es lassen sich allgemeine Grenzbedingungen 
formulieren, die dies gewährleisten und so ausschließen, daß Volumina 
negativ werden und dgl. Es zeigt sich, daß 4 derartige Bedingungen 
ziemlich zwanglos aufzustellen sind: 
1. Der innere Hohlraum Η kann nicht negativ werden, d.h. 
vD ^ 0. 
2. Der äußere Hohlraum G kann ebenfalls nicht negativ wer­
den, d.h. V = 0. 
3· Das Brennstoffvolumen kann nicht größer als das Hüllinnen­
< —­ 2 volumen sein, d.h. V^ = // R , 
4. Die Brennstoffdichte kann nicht größer als 1 werden, 
d.h. gF ? 1. 
Aus diesen Bedingungen folgen durch Einführung der ermittelten Be­
ziehungen für VD, VQ und Vp nach (23), (22) und (21) U­igleichungen, 
die den Abbrand eingrenzen. Dabei werden die in A quadratischen 
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Glieder vernachlässigt, da sie sehr wenig Einfluß haben. Es ergibt 
sich für 
­ V^ ^ O : A < =­ £—= (28) D Ss hR fr-^**-*)] + <1~ ?sfn) ß h£ 
­ VG ^ O : A l r ÍS 
^s /"hR (l+n­g} + n ñ h s ] 
<L ~ 2 > (1 "i)s) g ­ vw = TR 2 : A ^ Ü (30) F Ρ hD + ß h o s R Î 
­ i>F = 1 : A 5 1­^5 (31) 
is Ν + β he> 
Die zuletzt angeführte Bedingung (31) ist dabei von prinzipieller 
Bedeutung. Sie gibt ­ im wesentlichen abhängig von der Schmier­
dichte O ­ eine obere Grenze des Abbrandes an, unterhalb der 
eine Brennstabauslegung nach dem Zweizonenmodell möglich ist. Dabei 
ist die Grenze selbst nur dann erreichbar, wenn die Brennstoffdichte 
100 % der theoretischen Dichte ist und somit alles Leervolumen in 
offenen Hohlräumen konzentriert ist. Dieser Grenzfall wird möglicher­
weise bei einvibriertem erschmolzenem Oxydpulver angenähert. Ein 
numerisches Beispiel dieser Grenzbedingung (31) ist für den Fall 
rL = 300 W/cm und Τ = 800 C ­ die anderen nötigen Zahlenwerte 
gemäß 2.1 ­ in Fig.3 dargestellt. 
Die 3 anderen Beziehungen (28), (29) und (30) geben untere Abbrand­
grenzen an. Dies ist aber nur dahingehend zu inte:·ρ 'etieren, daß 
unterhalb dieser Grenzen die Anwendung dieses Brennstoffmodelles 
nicht sinnvoll ist. Natürlich ist jeder beliebig niedrige Abbrand 
hinsichtlich des Volumenbedarfs für die Spaltprodukte vorteilhaft. 
In Fig.4 werden diese unteren Grenzbedingungen wieder für den nu­
merischen Fall "Χ = 300 W/cm und Τ = 800°C ausgewertet. Von prak­
tischer Bedeutung ist nur die oberste dieser Grenzen, im vorliegen­
den Fall diejenige aus V_ ^ 0. 
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2.4 Numerische Beispiele 
Für die praktische Auswertung der separaten Schwellvolumenbi­
lanzen werden nun Beispiele zu den formelmäßigen Ergebnissen 
Formeln (21) bis (27) ­ angegeben. Dabei setzen wir folgende 
"Konstanten" als bekannt voraus: 
k =0,023 W/cm °C 
Tkr = 1300°C ; Τ χ = 1700°C 
£ = 0,8 ; m = 0,5 ; η = 0,3 
iR = 1,6 · IO"3 kg/MWd ; h h„ O' 5 = 0,4 · 10~5 kg/MWd 
Prinzipiell variable Eingabedaten sind: 
R, ^ s , Ta, -χ, A 
Gesucht wird in Abhängigkeit von diesen Variablen 
die Brennstof f dichte j?„ 
der innere Hohlraum H 
der äußere Hohlrau­n G 
bzw. das Schwellmaß d 
Für eine graphische Darstellung halten wir hier 3 der variablen 
Parameter ganz fest, nämlich 
R = 0,26 cm 
Τ = 800°C a 
X = 300 W/cm 
Für die Schmierdichte Ç v/erdcn zwei diskrete Werte betrachtet: 
p s = 0,85 (Fig.5) 
£ s = 0,95 (Fig. 6) 
In den beiden Figuren 5 und 6 sind dann die gesuchten Größen 
.£_,, H, G und d in Abhängigkeit vom Abbrand A aufgetragen. Gemäß 
den Figuren 3 und 4 ist der hier ausgewertete Bereich auch sinnvoll, 
für die Schmierdichte o = 0,85 erlauben die Grenzbedingungen einen 
—■* S 
Abbrand zwischen etwa 50 und 100 MV'd/kg, für ρ = 0,95 liegt der 
Bereich nur zwischen 15 und 30 MWd/kg. 
Man muß sich darüber im klaren sein, daß die Kurven in den Figuren 
5 und 6 nicht die einzigen Möglichkeiten der Brennstoffauslegung 
angeben, wohl aber jeweils die unter dem Gesichtspunkt der unbedingt 
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nötigen Brennstoffdichte optimalisierte Konstellation. Wenn also 
z.B. bei 85 % Schmierdichte 70 MWd/kg U+Pu an Abbrand erforderlich 
ist, dann muß die Brennstoffdichte - d.h. z.B. die Tablettendichte 
91,4 % th.D. sein. Für den inneren Hohlraum, z.B. in Form einer Ein-
senkung in den Tabletten, ist 3,6 % nötig. Der äußere Hohlraum, z.B. 
in Gestalt des Spaltes zwischen Brennstofftablette und Hüllrohr, muß 
3,4 % des Gesamtvolumens auf v/eisen. Natürlich bleibt dieses Abbrand-
ziel auch erreichbar, wenn über diese Forderungen hinaus die Tablet-
tendichte noch höher gewählt wird und dementsprechend auch die freien 
Hohlräume noch größer sind. 
2.5 Lokale Optimalisierung 
Während sich die numerische Auswertung der separaten Schwell-
volumenbilanzen in 2.4 auf eine bestimmte repräsentative Stelle des 
Brennstabes - an der eben T = 800 C und )C = 300 W/cm herrscht 
a 
bezog, kann man das System der ermittelten mathematischen Bezie-
hungen auch in flexibler Weise ausnützen. In erster Linie bietet 
sich hierbei eine aliale Optimalisierung in der Weise,an, daß jedem 
Stababschnitt die höchstmögliche Schmierdichte zugeteilt wird. Es 
ist hierbei der funktionelle Zusammenhang 
i>s = £ s C K A, Ta ; j»F, H, G) 
bei konstantem R in Richtung £> zu maximalisieren. Dieser Zielrich-
tung liegt der Gedanke zugrunde, durch zunehmende Dichte an den 
großen kälteren Abschnitten eines Brennstabes die mittlere Schmier-
dichte zu erhöhen. Dies würde 
zur axialen Flußabflachung beitragen, 
die kritische Masse der Spaltzone erniedrigen, 
die interne Brutrate erhöhen. 
Eine andere Stufe der lokalen Optimalisierung hat sich der radial 
verschiedenen Beanspruchung in der Reaktorspaltzone anzunehmen. Der 
Effekt der radialen Flußabflachung, wie er in den großen Schnell-
brüter-Referenzentwürfen durch Aufteilung in 2 Zonen verschiedener 
Spaltstoffanreicherung erreicht wird, ließe sich durch lokale An-
passung der anderen BrennstoffSpezifikationen weiter akzentuieren. 
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3. Die Fabrikationskosten von Brennstäben 
Das Ziel dieser Studie ist es, für Brennstäbe die Abhängigkeit 
der Fabrikationskosten von verschiedenen bedeutsamen Parametern 
zu analysieren und formelmäßig darzustellen; dabei wird vielfach 
auf eine detaillierte Kostenanalyse verwiesen, die kürzlich auf 
einem Symposium vorgelegt wurde / 1_7· Wir wiederholen hier die 
wichtigsten Einzelheiten der Herleitung und der Ergebnisse und fü­
gen weiterhin einen zusätzlichen Vergleich mit früheren Kosten­
hypothesen an. Die ganze numerische Auswertung bezieht sich auf 
Zahlenbereiche, die für schnelle Reaktoren typisch sind. 
3.1 Problemstellung 
Die Fabrikationskosten der Brennstäbe sollen in Bezug auf die 
jeweils enthaltene Menge an Uran und Plutonium ("Gehalt von Schwer­
metall") spezifiziert werden. Im einzelnen sollen angegeben werden 
die spezifischen Brennstoffkosten F (DM/kg U+Pu), die sich 
auf die Menge U+Pu in der Spaltzone des Brennstoffes be­
ziehen, 
die spezifischen Achsialblanketkosten Β (DM/kg U), welche 
die zusätzlichen Kosten für die achsialen Brutmäntel 
bezogen auf die dortige Menge an U ­ enthalten, 
die mittleren spezifischen Kosten Κ (DM/kg U+Pu), welche 
den auf die Gesamtmenge an U+Pu bezogenen Mittelwert 
aus den Bereichskosten Β und F darstellen. 
Eine grundsätzliche Annahme für die Stabauslegung, die der Kosten­
analyse zugrunde liegt, ist die "integrierte" Konstruktion des 
Stabes mit einer Brennstoffzone, achsialen Brutmänteln und einem 
Spaltgasraum. Alle wesentlichen Stabmerkmale entsprechen dem Refe­
renzentwurf für einen 1000 MWe natriumgekühlten schnellen Brüter 
3^-3' Eine typische Längenverteilung der Stabbereiche ist in 
Fig.7 dargestellt. Der für die Berechnungen herangezogene typische 
Brennstoff besteht aus Mischoxidtabletten mit 15 % PuO_ und einer 
Schmierdichte von 85 % der theoretischen Dichte. Die Hülle besteht 
aus Edelstahl mit einer Wandstärke von 0,35 mm. 
Von der Vielzahl der Einflußgrößen v/erden die nachfolgenden Para­
meter mit den angegebenen Bereichen bei den Kostenanalysen im 
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Detail berücksichtigt: 
­ Brennetoffdurchmesser d (in mm), definiert als der Hüllinnen­
durchmesser 
Bereich 5,0 = d = 8,0mm 
­ Brennstofflänge Ιγ (in mm), ohne Endkappen und Spaltgas­
raum 
Bereich 400 = Ιπ I 1200 mm 
F 
Achsialblanketlänge L„ (in mm), setzt sich evt. aus oberem 
und unterem Brutmantel zusammen 
Bereich 300 = L^ = 900 mm 
­ Fabrikationskapazität Cp an Pu­haltigem Brennstoff (in t/Jahr 
an U0­­Pu0„) 
Bereich 10 = C? = 100 t/Jahr 
Nicht berücksichtigt in den Kostenberechnungen ist der Preis für 
das U­ und Pu­Ausgangsmaterial, ebenso keine Pachten und Zinsen 
für das Pu während der Verarbeitung. Auch der Wert für die Pu­
Verluste ist nicht eingeschlossen. Doch wird eine Arbeitsweise 
verlangt, bei der die Verlustrate unter 1 % liegt. Vorausgesetzt 
wird das gegenwärtige europäische Kosten­ und Preisniveau und der 
Ablauf einer kontinuierlichen Produktion mit 100 % Auslastung der 
Kapazität. Schließlich ist auch die Assemblierung fertiger Brenn­
stäbe zu Brennelementbündel nicht in den hier angeführten Kosten 
enthalten. 
3­2 Parameteranalyse der Brennstoffkosten 
Als Ausgangsdaten für die Kostenanalyse standen die von den 
Firmen NUKEM/ALKEM numerisch kalkulierten Fabrikationskosten zur 
Verfügung /""3_J7, und zwar für die einzelnen Parameterkonstellationen 
d = 5, 6 und 7 mm 
LF = 525 und 955 mm 
CF = 20 und 100 t U02­Pu02/Jahr 
In Tabelle 1 sind diese Zahlenwerte, aufgegliedert nach den 8 
Kosteninkrementen F. bis F„, zusammengefaßt. Aus diesen Zahlen­
werten lassen sich numerische Formeln für die einzelnen Inkremente 
XIII ­ 16 
herleiten, Tabelle 2 zeigt als Beispiel den Fall für 100 t/Jahr 
Brennstoffkapazität. Kombiniert führen diese Inkremente nach leich­
ter Abrundung einiger Koeffizienten zu der allgemeinen Endformel: 
. ρ 1 5 0 + J | 2 5 ( r t 7 0 1 i i , ' (32) j 1 5 0 + ip .^.éfìf,.^ 
Dabei ist Ρ der kapazitätsabhängige Faktor: 
,0,4 
(33) 
Der Faktor Ρ entspricht in seiner Form einem Potenz gesetz der Ges'amt­
kosten mit einem "Degressionsexponenten" von 0,6. Dies deckt sich 
mit den Erfahrungen in der chemischen Fabrikationstechnik. 
3·3 Blanketkosten und mittlere spezifische Kosten 
Die zusätzlichen spezifischen Kosten für achsiale Brutmäntel 
hängen nicht von deren Länge L_ ab, da die benötigte Menge an UO^ 
und der Zusatzbedarf an Hüllrohr dieser Länge streng proportional 
sind. Es genügt hier, die 3 Kosteninkremente gemäß Tabelle 3 heran­
zuziehen. Für die Herleitung einer analytischen Beziehung beschränken 
wir uns nur auf die 100 t/Jahr­Werte, da U0_ für Schnellbrüterzwecke 
wohl immer aus einer Großproduktion für thermische Reaktoren abge­
zweigt wird. Das einfache Ergebnis lautet: 
Β = 934 + ^ 4 3 {3k) 
d d2 
Die mittleren spezifischen Kosten ergeben sich schließlich durch 
entsprechende Wichtung aus F und B: 
Κ = τ — T T " ' F + f · Β (35) 
LF + LB LF + LB 
3.4 Numerische Auswertung und Diskussion 
Die numerische Auswertung für die spezifischen Brennstoffkosten 
F gemäß (32) ist in Fig.8 graphisch dargestellt, und zwar für ver­
schiedene Werte der Brennstofflänge Lp. Die Kapazitätsabhängigkeit 
nach (33) bringt Fig.9 und die spezifischen Blanketkosten nach 
(34) Fig.10. 
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Abschließend ist ein Vergleich mit einfacheren Kostenhypothesen 
angestellt. Eine derartige frühere Hypothese nahm an, daß die 
Fabrikationskosten eines einzelnen Brennstabes (bei konstanter 
Länge) konstant und somit unabhängig vom Brennstoffdurchmesser 
seien. Dies ist gleichbedeutend mit der Annahme, daß die hier her­
2 geleiteten spezifischen Brennstoffkosten proportional zu 1/d 
wären. Um unsere Kostenformeln mit derartigen einfachen Hypothe­
sen praktisch vergleichen zu können, stellen wir den tatsächlichen 
Kurvenveriaufen für F, Β und Κ hypothetische Kurven gegenüber, 
die von identischen Werten im Referenzpunkt d = 6 mm ausgehen. Der 
Kurvensatz F', B1, K· gibt die Hypothese einer reinen 1/d­Abhängig­
keit wieder, während der Satz F", B", K" die Hypothese der konstan­
ten Stabkosten verkörpert, also 
F', B', K» 2 
' d 
(36) 
F", Β", Κ" ,—■ 1_ 
,2 
In Fig.11 sind die spezifischen Brennstoffkosten mit dem Vergleich 
zwischen F, F' und F" dargestellt, in Fig.12 sind die Blanketkosten 
B, B' und B" aufgetragen und in Fig.13 die mittleren spezifischen 
Kosten K, K' und K". 
In dem ausgewählten Zahlenbeispiel L„ = 1000 mm tritt fast keine 
2 
1/d ­Abhängigkeit mehr auf. Die hier kalkulierten Kostenarten kom­
men der 1/d­Abhängigkeit viel näher als der alten Hypothese der kon­
stanten Stabkosten. Es ist aber immerhin im Auge zu behalten, daß 
2 der 1/d ­Einfluß bei abnehmender Brennstofflänge gemäß (32) wieder 
zunimmt, wenn er auch in keinem Falle übermäßig werden kann. 
Einige Schlußbemerkungen sollen die weitere und allgemeine Anwend­
barkeit der bei dieser Studie erzielten Ergebnisse kommentieren 
wie folgt: 
a) Die absolute Genauigkeit der Kostenarten ist naturgemäß be­
schränkt, es werden sicherlich Änderungen im Zuge der weiteren 
Entwicklung und Erfahrung auftreten. Die relative Genauigkeit, 
z.B. für einen Vergleich verschiedener Brennstoffdurchmesser, 
ist sicherlich viel höher. 
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b) Den Studien lag ein Pu­Gehalt von 15 Gew.$ PuO_ zugrunde. Es 
wird angenommen, daß sich die Kosten nur wenig ändern, wenn 
ein anderer Pu­Gehalt im Bereich zwischen etwa 10 und 20 % PuO? 
aktuell ist. 
c) Wenn anderes Hüllmaterial als die hier betrachtete Edelstahl­
klasse, z.B. eine Ni­Basislegierung mitkalkuliert werden soll, 
dürften die Kosteninkremente F und B, spürbar ansteigen, ins­
besondere wenn das Material nicht markt gängige ist. 
d) Als Brennstoff­Form wurden hier Tabletten angenommen. Bei 
vibriertem Pulverbrennstoff lassen erste grobe Schätzungen ein 
ähnliches Kostenniveau erwarten. Es besteht aber noch viel zu 
wenig Erfahrung für eine einigermaßen verläßliche Aussage. 
e) Die hier vorausgesetzte 100^ige Auslastung der Fabrikationsan­
lage stellt einen Idealfall dar. Es ist sicher, daß eine niedri­
gere Auslastung von z.B. 75 % höhere Kosten erzwingt. 
f) Es kann angenommen werden, daß die Verarbeitung von "schmutzi­
gem" Plutonium, wie es der Brennstoffkreislauf eines schnellen 
Brüters verlangt, ohne wesentliche Mehrkosten erfolgen kann, 
wiewohl die Strahlenbelastung durch die höheren Pu­Isotope eine 
entsprechende Modifizierung einzelner Fabrikationsschritte ver­
ursachen wird. 
4. Das Problem der Brennelement­Theorie 
Trotz aller theoretischen Ansätze ist bis zu einer geschlossenen 
Brennelement­Theorie noch ein weiter Weg zurückzulegen. Es gelingt 
aber zunehmend, die Begriffe präziser zu fassen, um damit erst ein­
mal das Problem richtig zu formulieren. Das Wesentliche dabei ist 
der funktionelle Zusammenhang zwischen den verschiedenen Parameter­
gruppen. Es können 3 solche Gruppen unterschieden werden, nämlich 
die Funktionsparameter E 
die Fabrikatioaeparameter S 
die ökonomischen Parameter Ρ 
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Dabei versteht man unter den Funktionsparametern im wesentlichen 
die gewünschte betriebliche Beanspruchung und unter den Fabrika­
tionsparametern die Elemente der HerStellungsspezifikationen, 
siehe Beitrag I, Tabelle I. Die ökonomischen Parameter umfassen 
z.B. die spezifische Brennstoffbelastung, die Fabrikationskosten 
und ähnliche Elemente des Brennstoffkreislaufes. Wenn nun unter 
E, S und Ρ Vektoren mit der jeweils nötigen Komponentenzahl ver­
standen werden, ist die Formulierung des Problems der Brennelement­
Theorie gegeben durch 
S = Μ (Ε, Ρ) 
wobei die Matrix M die Vektoren verknüpft. Das Problem ist gelöst, 
wenn die Struktur der Matrix M analytisch ermittelt ist. Vorerst 
beschränken sich die Untersuchungen hauptsächlich auf einen tech­
nischen Teilbereich der gestellten Gesamtaufgabe, nämlich auf den 
Zusammenhang 
S = Μ' (E) 
wobei die gesondert betrachteten ökonomischen Parameter als Rand­
bedingungen vorgegeben werden. Die bisher formulierten analytischen 
Ergebnisse stellen somit Einzelbezichungen zwischen verschiedenen 
Komponenten der definierten Vektoren dar. Die tatsächliche Lösung 
des Gesamtproblems ist eine langfristige Aufgabe, für die gezielte 
Einzelexperimente bei definierter Herstellungstechnik unter ratio­
naler ökonomischer Durchdringung das Ausgangsmaterial liefern 
müssen. 
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Tabell· 1 Numerische Ausgangsdaten für die Brennstoffkosten F in Deutsche Mark (DM) pro kg U und Pu 
Fabrikationskapazität C 
Brennstofflänge Lp (mm) 
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Tabelle 2 Inkremente der Brennstoffkosten für die 





F. = 50 
F„ 126 + 2695 d d2 
­4 1 ­ 3.40 χ 10 ^  (Lp ­ 525) 





d " d2 
-4 1 - 10.29 x 10 * (Lp-525) 
-4 1 - 2.02 χ KT* (Lp - 525) 
Tabelle 3 Numerische Ausgangsdaten für die Blanketkosten Β in 
Deutsche Mark (DM) pro kg U 
Fabrikationskapazität 
Brutstoffdurchmesser (mm) 
B1 Kosten für UO^­Pulrer 
B_ Herstellung der Tabletten 
B Umhüllung 
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für χ = 400 W/cm, Ta = 900°C 
Fig.1 Maximale Brennstoffdichte 
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Fig. 2 Zoneneinteilung des Brennstoff­
querschnittes 
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χ , =300 W/cm,· Ta = 800°C,· R =0,26cm 
Fig.5 Optimale Spezifikationen bei 9S = 0,85 
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Fig. 6 Optimale Spezifikationen bei 9S = 0,95 
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Oberer Brutmantel 




Fig.7 Längenverteilung beim 
„Nal" Brennstabentwurf 
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Fig.8 Spezifische Brennstoffkosten bei der 
Fabri kat ionskapazität von 100 t U02­Pü02 pro Jahr 
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Fig. 9 Kapazitätsabhängigkeit der spezifischen 
Brennstoffkosten 
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CF = 100t U02­Pu02pro Jahr; Lp =1000 mm, 
Fig.11 Vergleich der Kostenhypothesen für die 
spezifischen Brennstoff kosten 
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6 d -> mm 
Cp = 100t U02-PuOjpro Jahr,· Lp = 1000mm / LB=800mm / 
Fig. 13 Vergleich der Kostenhypothesen für die 
mittleren spezifischen Kosten 
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